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Talsperren müssen aus sicherheitstechnischen Aspekten in regelmäßigen Abständen auf ihre
strukturelle Integrität untersucht werden. Bei Betonstaumauern gehören auch Temperaturein-
wirkungen zu den wesentlichen Belastungen, weshalb diese bei den erforderlichen Spannungs-
nachweisen zu berücksichtigen sind. Sie sind vor allem für die Dauerhaftigkeit relevant, da sie
besonders in oberflächennahen Bereichen zu Rissbildungen führen können. Für die Bestimmung
der temperaturinduzierten Spannungsgrößen ist die gesamte Temperatur-, Steifigkeits- und
Spannungshistorie zu berücksichtigen oder die Kenntnis der entsprechenden Nullspannungstem-
peraturen erforderlich. Ersteres ist aufgrund des Umfangs im Allgemeinen nicht praxistauglich
und Letzteres ist für Gewichtsstaumauern noch nicht hinreichend untersucht. Daher wird in
dieser Arbeit die Temperatur- und Spannungsentwicklung während des Herstellungsprozesses
einer idealisierten Referenzstaumauer anhand eines Finite-Element-Modells detailliert berechnet,
um daraus anschließend die zugehörigen Nullspannungstemperaturen zurückzurechnen und
damit einen praxistauglichen Ansatz zu deren Berechnung zu entwickeln.
Die in dieser Arbeit verwendete Referenzstaumauer und das zugehörige Referenzklima wurden
anhand einer Analyse der deutschen Gewichtstaumauern aus Beton und den jeweils zuordenba-
ren Wetterstationen entwickelt. Die Ergebnisse können daher für einen Großteil der deutschen
Betonstaumauern als repräsentativ angesehen werden.
Anhand der Untersuchung stündlicher meteorologischer Messdaten wurden generalisierte Ansät-
ze gewonnen, die die Extrapolation der Monatsmittelwerte des Referenzklimas auf detaillierte
Tagesgänge ermöglichen. Durch die Modellierung der Tagesgänge der Lufttemperatur, der
Sonneneinstrahlung, der Verdunstung und des langwelligen Strahlungsaustauschs lässt sich der
Wärmeaustausch mit der Umgebung an den Oberflächen der Staumauer realitätsnah abbilden.
Somit wird die Abkühlung der Staumauer infolge der Abgabe der Hydratationswärme, die
anhand des Hydratationsmodells von De Schutter u. a. (1995a) berechnet wurde, besonders
detailliert berücksichtigt. Für die Berechnung der Sonneneinstrahlung wurde, basierend auf
bestehenden Ansätzen, ein neuer vereinfachter Ansatz entwickelt, der sich durch eine hohe
Genauigkeit bei geringem Rechenaufwand auszeichnet.
III
Die Arbeit präsentiert ein Konzept, anhand dessen, die hydratationsbedingte Steifigkeitsent-
wicklung effizient in bestehenden FE-Programmen implementiert werden kann. Die Ergebnisse
zeigen, dass bei Verwendung elastischer Materialgesetzte die Nullspannungstemperatur isotrop
ist. Durch die Berücksichtigung der Relaxation in Form von viskoelastischen Materialgesetzen
fällt die Nullspannungstemperatur hingegen anisotrop aus. Die Relaxation des Betons unter
der fortlaufend veränderlichen Temperaturlast konnte durch die äquivalente Zeitmethode spei-
chereffizient berücksichtigt werden.
Die Berechnungen mit elastischen Materialgesetzten zeigen fünf klar voneinander trennbare
Bereiche der Staumauer (Kernbereiche der Betonierabschnitte, Maueroberflächen, Block-
fugen sowie vertikale und horizontale Arbeitsfugen), in denen jeweils annähernd ähnliche
Nullspannungstemperaturen vorliegen. In den Kernbereichen der Betonierabschnitte fallen die
Nullspannungstemperaturen höher aus als an den Maueroberflächen, Arbeits- und Blockfugen.
Durch den Einfluss der Relaxation werden die Übergänge zwischen diesen Bereichen fließen-
der. Dabei nehmen die Nullspannungstemperaturen an den Maueroberflächen aufgrund der
Relaxation gegenüber den Nullspannungstemperaturen aus den Berechnungen mit elastischen
Materialgesetzen ab. In den Kernbereichen der einzelnen Betonierabschnitte hingegen fallen die
Nullspannungstemperaturen zunächst höher aus und reduzieren sich über die Zeit wieder.
Der Einfluss der wesentlichen Einflussparameter Zementgehalt, Frischbetontemperatur und
Lufttemperatur während der Betonage konnte durch deren Variation in verschiedenen Mo-
dellierungsvarianten erfolgreich quantifiziert werden. Bei einer Zunahme des Zementgehalts,
der Frischbetontemperatur und/oder der Lufttemperatur während der Betonage erhöht sich
die Nullspannungstemperatur. Bis auf wenige Ausnahmen sind die entsprechenden Zusam-
menhänge dabei annähernd linear. Erwartungsgemäß wirkt sich in den Kernbereichen die
Frischbetontemperatur stärker aus als die Lufttemperatur. In den Randbereichen der Beto-
nierabschnitte hingegen wirkt sich die Lufttemperatur stärker aus als die Frischbetontemperatur.
Aus den Ergebnissen der verschiedenen Modellierungsvarianten wurde unter Verwendung von
geeigneten Approximationen eine praxistaugliche Formel entwickelt, anhand der die jeweilige
Nullspannungstemperatur für die identifizierten fünf Bereiche in Abhängigkeit des Zementge-
halts, der Frischbetontemperatur und der Lufttemperatur direkt und mit geringem Aufwand
berechnet werden kann. Dieser Ansatz ermöglicht somit eine effiziente Berücksichtigung tem-
peraturinduzierter Spannungen bei der notwendigen Beurteilung der strukturellen Integrität
von Gewichtsstaumauern aus Beton.
IV
Abstract
For security reasons, the structural integrity of dams has to be checked in periodic intervals. For
concrete dams the temperature is, beside water pressure, death load and earthquakes, one of the
major loads. Therefore, temperature impacts have to be considered when conducting the requi-
red stress analysis. Since temperature impacts can induce cracking close to the concrete surface,
they are particularly relevant for the evaluation of the durability of the dam. Two concepts to
calculate temperature induced stresses exist: either the complete temperature, stiffness and
stress history has to be taken into account, or the so called „reference temperature“ has to be
known. The first concept is not feasible because of its complexity. The second concept has not
been sufficiently investigated for concrete dams so far. To close this gap, the temperature and
stress distribution inside a concrete dam over its complete building process was modelled in this
thesis via a Finite-Element-Model (FEM). Based on the results of this model, the resulting refe-
rence temperature was calculated and a simplified approach for its determination was developed.
This thesis uses a representative concrete dam whose geometry and meteorological impacts are
retrieved from an intensive study of German concrete dams and related weather stations. The
results of this thesis can, therefore, be assumed to be representative for most of the concrete
dams in Germany.
The monthly mean values of the representative meteorological impacts air temperature, sunshine
hours, humidity, windspeed, and rain were extrapolated to diurnal variations. The extrapolation
approach was retrieved by the investigation of hourly measurement data. Using these diurnal
variations of the air temperature, the solar radiation, the evaporation, and the longwave heat
exchange, the heat exchange between the environment and the concrete surface of the dam can
be reproduced realistically in the model. This enables a particularly detailed modelling of the
cooling process of the dam resulting from the release of hydration heat after the construction. A
new simplified approach was developed to calculate the solar radiation. This simplified approach
is based on existing approaches and achieves a high accuracy of the calculated solar radiation
with only little computing time.
V
This thesis presents a concept for an efficient implementation of the stiffness development due
to the hydration process in FE software packages. Using elastic material laws, the results show
an isotropic reference temperature. To model the relaxation of concrete, visco-elastic material
laws are required, which result in an anisotropic reference temperature. The relaxation of
concrete under changing loads was performed in a memory-efficient way by using the equivalent
time method.
The results of the calculation under elastic material laws reveal five different zones within
the dam, in which almost similar reference temperatures exist. These zones can be clearly
separated and represent the cores of the casting sections, the surfaces of the dam, the block
joints, as well as the vertical and horizontal construction joints. The reference temperature in
the core zones is higher than the reference temperature on the surface and in the joints. As an
effect of the relaxation, the transitions between the five different zones become more blurred.
Compared to the reference temperature of the elastic calculations, the relaxation reduces the
reference temperature at the dam surfaces while increasing the reference temperature at the
core zones of the casting sections. Subsequently, this higher reference temperature in the
core zones decreases over time as a consequence of the relaxation progress. The effect of the
major influence parameters cement ratio, fresh concrete temperature, and air temperature were
successfully quantified by varying their value in different modelling variations. An increase in
cement content, initial concrete temperature, and/or air temperature during the construction
results in a higher reference temperature. Except for few exceptions, the respective correlation
is linear. As expected, a change of the initial concrete temperature has higher effects on the
core sections of the casting sections than on the border sections. Conversely, a change of the
air temperature during construction has higher effects on the border sections than on the core
sections.
Based on the results of the different modelling variations, a practical equation was developed
by using applicable approximations. With this equation, the reference temperature of the
identified five zones within the dam can be easily calculated in dependence of the major
influence parameters cement content, initial concrete temperature, and air temperature during
construction. Consequently, this equation enables an efficient calculation of temperature induced
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Talsperren sind Infrastrukturbauwerke zur Speicherung und Regulierung des natürlichen Was-
serdargebots mit dem Zweck dessen Nutzung zu optimieren. Die möglichen Nutzungen des
Wassers umfassen dabei im Allgemeinen die Stromerzeugung, die Zwischenspeicherung von
Energie, den Hochwasserschutz, die Trinkwasserversorgung, die Bereitstellung von Wasser
für Bewässerungszwecke sowie die Mindestwasseraufhöhung von Gewässern während der Tro-
ckenzeiten. Talsperren erbringen der Gesellschaft daher einen großen Nutzen bezüglich des
vorhandenen Bedarfs an Energie- und Wasserversorgung. Über diese technischen Nutzungen
hinaus können Talsperren auch in sozioökonomischen Bereichen einen Mehrwert schaffen. So
lässt sich durch gezielte Einbindung der Stauseen in Freizeit- und Tourismuskonzepte auch eine
strukturelle Aufwertung der beherbergenden Region erreichen.
Die mittlere Stauraumgröße der deutschen Talsperren beträgt ca. 23 Millionen Kubikmeter
(Köngeter u. a. 2013). Bei Anlagen dieser Größenordnung und Bedeutung ist neben einer
optimalen ökologischen Einbindung auch die Überwachung der hydraulischen und konstruktiven
Sicherheit besonders im Fokus. Für einen verantwortungsvollen und störungsfreien Betrieb von
Talsperren existiert in Deutschland ein Sicherheitskonzept, das sich in drei Bereiche unterteilt
(DIN 19700). Neben der regelmäßigen messtechnischen und visuellen Überwachung sowie der
Anfertigung jährlicher Sicherheitsberichte, ist für Talsperren im Intervall von etwa zehn Jahren
eine vertiefte Überprüfung (VÜ) durchzuführen.
Einen zentralen Bestandteil dieser VÜ stellen die Nachweise der Standsicherheit, entsprechend
der geltenden Normen, dar. Neben den einwirkenden hydrostatischen und hydrodynamischen
Kräften sowie den Eigenlasten des Bauwerkes und Beanspruchungen aus Erdbeben, gehören bei
Staumauern aus Beton auch Temperatureinwirkungen mit zu den maßgeblichen Belastungen.
Beton erfährt bei Temperaturzunahme eine Ausdehnung und bei Temperaturabnahme eine
Kontraktion. Ist der Beton dabei aufgrund äußerer oder innerer Randbedingungen teilweise
oder vollständig dehnungsbehindert, setzt sich dieser dehnungsbehinderte Verformungsan-
teil in Spannungen um. Diese temperaturinduzierten Spannungen sind bei der Führung der
Spannungsnachweise zu berücksichtigen. Im Vergleich zu schlanken Bauteilen existieren in
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Gewichtsstaumauern, aufgrund der großen Bauteilabmessungen und des daraus resultierenden
Temperaturgradienten über den Bauwerksquerschnitt, in der Regel immer anteilige innere
Dehnungsbehinderungen des Betons und dementsprechend auch temperaturinduzierte Zwangs-
spannungen, die anschließend durch nichtlineares Tragverhalten wieder teilweise abgebaut
werden können.
Temperaturinduzierte Zwangsspannungen können die Gebrauchstauglichkeit und Dauerhaftigkeit
einer Staumauer maßgeblich negativ beeinflussen. Vor allem in oberflächennahen Bereichen, die
den Temperatureinwirkungen unmittelbar ausgesetzt sind, können temperaturinduzierte Zwangs-
spannungen zu Rissbildungen führen. Die so entstandenen Risse gefährden im Allgemeinen nicht
unmittelbar die globale Standsicherheit. Sie können jedoch durch anschließend eindringende
Feuchtigkeit im Zusammenspiel mit weiteren chemischen und physikalischen Prozessen, wie
beispielsweise der Frost-Tau Wechselwirkung, zu tiefergreifenden Schadensmechanismen führen.
Dies erhöht nicht nur den Sanierungsbedarf und infolgedessen auch den monetären Aufwand
zum Unterhalt des Bauwerks, sondern kann langfristig auch Auswirkungen auf die globale Stand-
sicherheit der Staumauer haben. Die Größe der temperaturinduzierten Spannungen hat daher
sowohl bereits in der Planungsphase, als auch während des Betriebs eine signifikante Bedeutung.
Während des Baus einer Talsperre ergeben sich die temperaturinduzierten Spannungen haupt-
sächlich aus der Erwärmung infolge Hydratation. Daher kann in der Planungsphase durch die
Wahl des Bauablaufs, der Abmessungen der einzelnen Betonierabschnitte, der Kühlungsmaß-
nahmen während der Herstellung sowie der anschließenden Nachbehandlungsmethoden die
Größe der temperaturinduzierten Spannungen beeinflusst und gegebenenfalls angepasst werden.
Während des Betriebs resultieren die temperaturinduzierten Spannungen hingegen ausschließlich
aus den klimatischen Einwirkungen. Eine Beeinflussung der temperaturinduzierten Spannungen
ist daher während des Betriebs nicht mehr möglich. Anhand von FEM-Berechnungen können
jedoch von nachteiligen Rissmechanismen gefährdete Bereiche identifiziert und anschließend
gezielt überwacht werden. Dadurch kann die Entwicklung eines eventuellen Schadens schneller
detektiert werden.
1.1 Problemstellung und Zielsetzung
Während die Temperaturbeaufschlagung einer Staumauer anhand von meteorologischen Mess-
daten realitätsnah abgebildet werden kann, ist eine exakte Ermittlung der daraus resultierenden
temperaturinduzierten Spannungen nach wie vor nur bedingt möglich. Für die Bestimmung der
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absoluten Größe der temperaturinduzierten Spannungen ist die zugehörige Nullspannungstem-
peratur jedes Mauerbereiches zwingend notwendig. Die Nullspannungstemperatur, die häufig
auch als Referenztemperatur bezeichnet wird, stellt die Temperatur dar, bei der der Beton
im Bauwerk thermisch spannungsfrei ist. Spannungen aus Eigengewicht und externen Lasten
werden dabei nicht berücksichtigt. Bei bereits bestehenden Staumauern ist die Nullspannung-
stemperatur in der Regel nicht bekannt.
Temperaturen größer als die Nullspannungstemperatur führen im Beton zu Druckspannungen
und Temperaturen kleiner als die Nullspannungstemperatur zu Zugspannungen. Ob die einwir-
kenden Temperaturen zu Druck- oder zu Zugspannungen im Bauwerk führen ist folglich primär
von der Nullspannungstemperatur abhängig. Beton weist eine bedeutend kleinere Zugfestigkeit
als Druckfestigkeit auf und der an Gewichtsstaumauern verwendete Massenbeton besitzt in
der Regel keine Bewehrung, die eine Aufnahme von Zugspannungen entsprechend übernehmen
könnte. Die Kenntnis der Nullspannungstemperatur ist daher bei Gewichtsstaumauern essentiell
für die Beurteilung der Standsicherheit und Dauerhaftigkeit.
Im Eurocode 1 (EC1-5 2010) wird als Nullspannungstemperatur für Bauwerke aus Beton im
Bereich des Hochbaus die Aufstelltemperatur, ab der die Zwängung eintritt, definiert. Diese
darf laut EC1-5 (2010) pauschal zu 10 °C angenommen werden, falls keine anderweitigen
Informationen verfügbar sind. Der Hochbau befasst sich jedoch hauptsächlich mit schlanken
Bauteilen. Diese besitzen in Bezug auf ihr Volumen eine größere Oberfläche als massive Bauteile.
Dadurch ist der potentielle Wärmeabfluss in schlanken Bauteilen höher als in massiven Bauteilen.
Die hydratationsbedingte Temperaturentwicklung beim Bau von massiven Betonbauwerken
wie Staumauern weicht daher erheblich von der Temperaturentwicklung im Hochbau ab. Die
Annahme des Eurocode 1 hinsichtlich der Nullspannungstemperatur ist daher nicht unmittelbar
auf Staumauern anwendbar.
Die Temperaturentwicklung während des Aushärtens des Betons in der Bauphase hängt von der
Wärmeentwicklung des verwendeten Zements, den einwirkenden thermischen Randbedingungen
sowie von der durch die Abmessungen der Betonierblöcke und den Bauablauf bedingten Wärme-
abfuhr ab. Für diese Wirkmechanismen existieren jeweils theoretische Ansätze, die von mehreren
Autoren wie beispielsweise Springenschmid (1984), Emborg (1989), Breugel (1991), Rostásy u. a.
(1994) und Jonasson (1994) bereits für die Berechnung von Temperatur- und Spannungsfeldern
in jungem Beton angewendet wurden. Der Schwerpunkt der meisten Arbeiten liegt dabei jedoch
auf den auftretenden Rissbildungen und deren Reduzierung. Einige Autoren führten die Berech-
nung von Temperatur- und Spannungsfeldern auch bereits für massige Betonbauteile durch.
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Lopes Madaleno (2002) modellierte beispielsweise ein Hochofenfundament, wohingegen sich
De Schutter (2002) mit Wellenbrechern und Kosmahl (2006) mit Schleussenwänden befassten.
Die sich speziell beim Bau von Betonstaumauern entwickelnden Temperatur- und Spannungsfel-
der wurden bisher von Stucky u. a. (1957), Marx (1987) und Qin (2005) detailliert untersucht.
Stucky u. a. (1957) thematisierte bereits recht früh den Einfluss der Hydratationswärme auf
den Bau von Staumauern. Marx (1987) behandelte dann erstmalig die numerische Umsetzung
der Berechnungen zur Erfassung der Hydratationswärmeentwicklung und des daraus resultie-
renden Spannungsfelds während der Bauphase von Betonstaumauern. Qin (2005) erweiterte
das numerische Modell um die äußeren meteorologischen Einwirkungen und wendete es auf
den Bau einer RCC-Mauer (Roller-Compacted Concrete) an. Im Rahmen des zehnten ICOLD
Benchmark Workshops für numerische Berechnung von Staumauern 2009 in Paris wurden
die initialen temperaturinduzierten Spannungs- und Dehnungsfelder für eine Bogenstaumauer
untersucht (Meghella 2009). Eine Betrachtung der zugehörigen Nullspannungstemperaturent-
wicklung war nicht Bestandteil dieser Arbeiten. Mangold (1994) hingegen beschäftigte sich
gezielt experimentell und rechnerisch mit der Nullspannungstemperatur und deren Entwicklung
an unbewehrten Betonbalken. In seiner Arbeit wird ebenfalls der Gradient der Nullspannung-
stemperatur berücksichtigt. Dieser ergibt sich aus einer unterschiedlichen Abkühlung an der
Oberfläche und im Kern eines Bauteils.
Bei einer VÜ ist die Nullspannungstemperatur ein essentieller Parameter für die nachträgliche
Berechnung von temperaturinduzierten Spannungsfeldern. Die Nullspannungstemperatur kann
durch eine Kopplung aller relevanten Wirkmechanismen für eine bestimmte Betonrezeptur
und einen bestimmten Bauablauf zurückgerechnet werden. In der Praxis wird diese Rückrech-
nung aufgrund der Komplexität und des damit verbundenen großen Modellierungsaufwands
im Allgemeinen jedoch nicht durchgeführt. Des Weiteren ist noch nicht eindeutig geklärt, ob
die Nullspannungstemperatur an Betonstaumauern nach der Aushärtung des Betons konstant
bleibt oder ob sich diese über die Standzeit durch Kriech- und Schwindprozesse infolge der
fortwährenden Beanspruchung verändert.
Ziel dieser Arbeit ist die Entwicklung eines praxisgerechten Ansatzes für die Nullspannungstem-
peratur an Gewichtsstaumauern aus Beton. In einem zweiten Schritt soll untersucht werden,
ob sich die Nullspannungstemperatur über die Standzeit langfristig ändert. Dazu wird die
Entwicklung der Nullspannungstemperatur auf Grundlage der theoretischen Ansätze realitäts-
nah über den Bauablauf und die anschließende Standzeit modelliert. Als Modell wird eine
fiktive Gewichtsstaumauer verwendet, die repräsentativ für eine durchschnittliche deutsche




Diese Arbeit beginnt mit einer Einführung in die Thematik der temperaturinduzierten Span-
nungen in Betonstaumauern und deren mathematischer Formulierung. Anschließend werden
die zur Modellierung erforderlichen Grundlagen vorgestellt und diskutiert. Um die Entwicklung
temperaturinduzierter Spannungen einer Staumauer über die Bauzeit modellieren zu können, ist
sowohl eine thermische als auch eine strukturmechanische Berechnung erforderlich. Im dritten
Kapitel werden daher die Grundlagen der zeitlichen und räumlichen Temperaturverteilung
beschrieben, während im vierten Kapitel die Grundlagen der strukturmechanischen Berechnung
dargelegt werden.
Damit die gewonnenen Modellierungsergebnisse auf den Großteil der deutschen Betonstaumau-
ern übertragbar sind, werden im fünften Kapitel eine repräsentative Referenzstaumauer und
ein zugehöriges Referenzklima eingeführt. Die Abmessungen der Referenzstaumauer werden
aus den charakteristischen Abmessungen der einzelnen deutschen Betongewichtsstaumauern
abgeleitet. Für die Ermittlung des Referenzklimas wird eine Auswertung der den Staumauern
jeweils zuordenbaren Wetterstationen durchgeführt.
In Kapitel sechs werden die verwendeten Ansätze und der detaillierte Ablauf der Finite-Element-
Berechnung dargelegt. Für die Berechnung der einzelnen thermischen Randbedingungen Lufttem-
peratur, Sonneneinstrahlung und Evaporation wird jeweils ein Modellierungsansatz entwickelt.
Für die Modellierung der Hydratation wird das Hydratationsmodell von De Schutter u. a. (1995a)
implementiert, da dieses die Wärmeentwicklungen des Portlandklinkers und des Hüttensands
separat berücksichtigt. Dadurch kann die Wärmeerzeugung des angesetzten Hochofenzements
besonders präzise abgebildet werden. Um die Auswirkungen des Kriechens und der Relaxation
auf die Nullspannungstemperaturen zu untersuchen wird in der Strukturberechnung sowohl ein
elastisches als auch ein viskoelastisches Materialgesetz implementiert.
In Kapitel sieben werden die Ergebnisse der durchgeführten Modellierung dargestellt und
diskutiert, bevor sie anschließend in Kapitel acht für die Herleitung eines praxisgerechten Be-
rechnungsansatzes für die Nullspannungstemperaturverteilung in Gewichtsstaumauern analysiert
werden. Kapitel neun schließt die Arbeit mit einer Zusammenfassung und dem Ausblick ab.
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Betonstaumauern
Beim Bau von Betonstaumauern wird während des Erhärtungsvorgangs des Betons Wärme
infolge des exothermen Hydratationsprozesses freigesetzt. Temperaturinduzierte Spannungen
in Betonstaumauern resultieren daher nicht nur aus den klimatischen Einwirkungen über die
Standzeit, sondern auch aus der Hydratation während des Bauprozesses.
Bei Staumauern, insbesondere bei Gewichtsstaumauern, fließt die im Beton erzeugte Hydratati-
onswärme aufgrund der großen Bauteilabmessungen nur langsam ab. Dadurch erfolgt eine starke
Erwärmung des Betons. Diese führt bei freier Verformbarkeit zu einer Ausdehnung des Betons.
Bei Dehnungsbehinderung hingegen entstehen Druckspannungen gemäß der Betonsteifigkeit.
Da sich Festigkeit und Steifigkeit über den Erhärtungsprozess erst entwickeln, erreicht der Beton
nach der Abkühlung nicht mehr seinen ursprünglichen Spannungszustand. Der Staumauer wird
somit eine vom Bauprozess abhängige temperaturinduzierte Spannungshistorie aufgeprägt.
Beim Einbringen des Betons ist dieser zunächst spannungsfrei. Solange der Beton noch keine
Steifigkeit besitzt werden alle Dehnungen bei Verformungsbehinderung rein plastisch umgesetzt.
Erst mit fortschreitender Entwicklung der Steifigkeit werden Dehnungen bei Verformungsbe-
hinderung zunehmend in Spannungen umgesetzt. Da ein Großteil der Erwärmung bereits vor
der Steifigkeitsentwicklung stattfindet und die Steifigkeit während der Erwärmungsphase noch
kleiner ist als in der anschließenden Abkühlungsphase, resultieren daraus beim Wiedererreichen
der ursprünglichen Frischbetontemperatur temperaturinduzierte Zugspannungen im Beton.
Da die Zugfestigkeit des Betons weitaus geringer ist, als die Druckfestigkeit, sollten diese
Zugspannungen begrenzt werden. Durch die Unterteilung der Mauer in einzelne Blöcke und
Betonierabschnitte sowie durch die Verwendung von Hochofenzement und künstliche Kühlung
wird versucht die resultierende Erwärmung des Betons so gering wie möglich zu halten. Die
Kühlung kann im Mauerkörper bspw. durch den Einbau von Kühlleitungen oder die Zugabe
von eisförmigem Anmachwasser bewirkt werden. An der Oberfläche kann die Kühlung durch
das nachträgliche Aufbringen von Wasser erfolgen.
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2.1 Mathematische Formulierung
Die Größe der temperaturinduzierten Dehnungsänderung ∆εT zwischen zwei Temperaturzu-
ständen T1 und T2 ergibt sich aus dem Temperaturausdehnungskoeffizienten αT des Betons
und dem vorliegenden Temperaturgradienten ∆T zu:
∆εT = αT ·∆T mit ∆T = (T2 − T1) (2.1)
Positive Temperaturgradienten (Erwärmung) bewirken eine Ausdehnung des Betons wohinge-
gen negative Temperaturgradienten (Abkühlung) eine Kontraktion hervorrufen. Werden diese
Verformungen durch äußere Kräfte oder innere Zwänge teilweise oder vollständig behindert
entstehen temperaturinduzierte Spannungen. Dabei wird der verformungsbehinderte Dehnungs-
anteil ∆ε̂T gemäß der vorliegenden Dehnsteifigkeit D in Spannungen umgesetzt. Die aus der
Temperaturänderung ∆T resultierende Spannungsänderung ∆σT ergibt sich zu:
{∆σT } = [D] · {∆ε̂T } mit {∆ε̂T } = {κ} ·∆εT (2.2)
und die zugehörige verbleibende Dehnungsänderung ∆ε̃T zu:
{∆ε̃T } = (1 − {κ}) ·∆εT (2.3)
Die räumliche Dehnsteifigkeitsmatrix [D] für den isotropen Massenbeton ergibt sich aus der
Querkontraktion ν und dem Elastizitätsmodul E unter Berücksichtigung des Schubs wie folgt:
[D] =
E (1 − ν)
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Aufgrund des isotropen Temperaturausdehnungskoeffizienten αT von Massenbeton ist die
thermische Dehnung ∆εT in alle Richtungen identisch. Der Verformungsbehinderungsgrad κ
und damit auch die resultierende Temperaturspannung kann hingegen in den verschiedenen
Raumrichtungen unterschiedlich sein. Ein Verformungsbehinderungsgrad von κ = 1 bedeutet
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dabei eine vollständige Verformungsbehinderung wohingegen der Beton bei κ = 0 vollständig
frei verformbar ist.
Anhand (2.2) können nur Spannungsänderungen berechnet werden. Für die Berechnung der
absoluten Größe der Temperaturspannung muss die zugehörige Nullspannungstemperatur be-
kannt sein. Die Nullspannungstemperatur TN ist die Temperatur bei der der Beton thermisch
vollkommen spannungsfrei ist. Der Temperaturgradient ∆T zur Berechnung der Temperatur-
spannung σT entspricht dann der Differenz zwischen der aktuellen Systemtemperatur Ti und
der Nullspannungstemperatur TN ,
{σT } = [D] · {κ} · αT · (Ti − TN) (2.5)
Im Beton ist die Nullspannungstemperatur aufgrund der Steifigkeitsentwicklung nicht identisch
mit der Frischbetontemperatur T0. Der Zusammenhang zwischen der Steifigkeitsentwicklung und
dem Verlauf der Spannung und Nullspannungstemperatur wird im nächsten Kapitel beschrieben.
2.2 Spannungsentwicklung während des Bauprozesses
Abbildung 2.1 zeigt schematisch die Steifigkeits-, Temperatur- und daraus resultierende Tempe-
raturspannungsentwicklung für drei unterschiedliche Materialmodelle während der ersten zehn
Tage nach der Herstellung. In der gesamten vorliegenden Arbeit sind Zugspannungen positiv
und Druckspannungen negativ definiert. Das elastische Materialmodell ohne Berücksichtigung
der Erhärtung ist in grau, das elastische Materialmodel mit Berücksichtigung der Erhärtung
in blau und das viskoelastische Materialmodel mit Berücksichtigung der Erhärtung in grün
dargestellt.
Elastisches Materialmodell ohne Berücksichtigung der Erhärtung
Unter Vernachlässigung der zeitlichen Steifigkeitsentwicklung des Betons bzw. unter der fiktiven
Annahme, dass der Beton unmittelbar nach der Herstellung bereits die vollständige Steifigkeit
besitzt, ist die Nullspannungstemperatur konstant und entspricht der Herstelltemperatur T0.
Demnach wird nach der Erwärmung und anschließender Abkühlung bei Erreichen der ur-
sprünglichen Herstelltemperatur wieder ein spannungsfreier Zustand erreicht (graue Linien in
Abb. 2.1).
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Abbildung 2.1: Grafische Darstellung des Spannungsverlaufes in Abhängigkeit des Tem-
peraturverlaufes und der Steifigkeitsentwicklung. Beispielhafte Berechnung anhand eines
CEM III/B unter adiabatischen Bedingungen und abschließender Abkühlung mit T0 = 23 °C
bei vollständiger Dehnungsbehinderung
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Elastisches Materialmodell mit Berücksichtigung der Erhärtung
Dieses Materialmodell berücksichtigt die in Kapitel 4.1 beschriebene zeitliche Entwicklung
der Steifigkeit. Dadurch ändert sich auch die Nullspannungstemperatur TN über die Zeit der
Steifigkeitsentwicklung (blaue Linien in Abb. 2.1). Zu Beginn wird ein Großteil der temperatu-
rinduzierten Betonausdehnung infolge Hydratationserwärmung in plastische Verformungen und
nur ein kleiner Teil in Spannungen umgesetzt. Während der Abkühlung ist das E-Modul meist
schon weit oder vollständig entwickelt, so dass die temperaturinduzierte Betonkontraktion bei
Dehnungsbehinderung vollständig in Zugspannungen umgesetzt wird. Der erneute spannungs-
freie Zustand erfolgt daher bereits weit vor dem Erreichen der ursprünglichen Frischbeton- bzw.
Ausgangstemperatur. Die Spannungsentwicklung bei Berücksichtigung der Erhärtung lässt sich
in die folgende vier Phasen unterteilen:
Phase I: Vor dem Beginn der Festigkeitsentwicklung verursachen temperaturinduzierte Deh-
nungen aufgrund der fehlenden Steifigkeit keine Spannungen sondern werden vollständig in
plastische Verformungen umgesetzt (Mangold 1994). Folglich entspricht hier die Nullspannung-
stemperatur TN der aktuellen Prozesstemperatur Ti
Phase II: Beginnend mit der Entwicklung der Steifigkeit (erste Nullspannungstemperatur
TN1 in Abb. 2.1) werden bei weiterer Temperaturzunahme infolge Hydratation die tempera-
turinduzierten Dehnungen zunehmend in Druckspannungen umgesetzt. Dadurch weicht die
Nullspannungstemperatur von der Systemtemperatur Ti ab.
Phase III: Bei der anschließenden Abkühlung des Betons werden diese Druckspannungen
wieder abgebaut, solange bis die Systemtemperatur Ti und die Nullspannungstemperatur TN
bei der zweiten Nullspannungstemperatur TN2 wieder identisch sind. Der Beton ist somit wieder
spannungsfrei.
Phase IV: Bei weiterer Temperaturabnahme bauen sich anschließend Zugspannungen auf.
Folglich besitzt der Beton beim Erreichen der gewöhnlichen Gebrauchstemperaturen durch
den Hydratationsprozess bereits Zugspannungen, die sich langfristig durch Relaxation jedoch
teilweise wieder abbauen können.
Viskoelastisches Materialmodell mit Berücksichtigung der Erhärtung
Beton ist ein viskoelastischer Werkstoff. Zusätzlich zu den oben beschriebenen elastischen
Verformungen bzw. Spannungen treten daher auch viskose, plastische Verformungen und Span-
11
2 Temperaturinduzierte Spannungen in Betonstaumauern
nungen auf. Diese sind lastabhängig und erfolgen zeitverzögert. Die Spannungsabnahme über die
Zeit bei konstanter Dehnung wird als Relaxation und die Verformungszunahme bei konstanter
Spannung als Kriechen bezeichnet. Die Spannungsentwicklung lässt sich bei viskoelastischem
Materialverhalten analog in die oben beschrieben vier Phasen unterteilen. Die Druckspannungen
(grüne Linie in Abb. 2.1 Mitte) fallen durch die Berücksichtigung der Relaxation hier geringer
aus, als bei dem Modell mit Berücksichtigung der Erhärtung ohne Relaxation (blaue Linie in
Abb. 2.1 Mitte). Dadurch wird auch die zweite Nullspannungstemperatur TN2,R früher und auf
einem höheren Temperturniveau erreicht. Folglich fallen die bei der Abkühlung hervorgerufenen
Zugspannungen auch höher aus. Des Weiteren bleibt die die Nullspannungstemperatur bei einer
elastischen Betrachtung ab Erreichen der vollständigen Steifigkeit konstant, während diese bei
viskoelastischer Betrachtung infolge der Relaxation weiter abnimmt. Abbildung 2.1 verdeutlicht
den erheblichen Einfluss der Relaxation auf die Nullspannungstemperatur.
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3 Modellierung der zeitlichen und räumlichen
Temperaturverteilung
3.1 Wärmebilanzgleichung
Das instationäre Temperaturfeld innerhalb einer Gewichtsstaumauer ergibt sich aus der Er-
wärmung infolge Zementhydratation und Sonneneinstrahlung, aus der Wärmespeicherung und
dem Wärmetransport innerhalb des Bauwerks sowie aus dem Wärmeaustausch über die freien
Bauwerksoberflächen infolge Konvektion und Verdunstung. Die Wärmebilanz setzt sich aus den
folgenden drei Wärmeänderungstermen zusammen (Lauth u. a. 2015):
dQ1 = q · dV · dt (3.1)





· dV · dt (3.2)











· dV · dt (3.3)
mit:
dQ1 Wärmeänderung infolge Wärmerzeugung kJ
dQ2 Wärmeänderung infolge Wärmespeicherung kJ
dQ3 Wärmeänderung infolge Wärmeaustausch kJ
T Temperatur zum Zeitpunkt t am Ort x,y,z K
q Wärmeerzeugung (Wärmestromdichte) kJ/(h m3)
V Volumen des Bauteils m3
ρb Dichte des Betons kg/m3
cb spezifische Wärmekapazität des Betons kJ/(kg K)
λb Wärmeleitfähigkeit des Betons kJ/(h m K)
über die Energieerhaltungsgleichung
dQ1 = dQ2 + dQ3 (3.4)
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3.2 Wärmetransport im Bauteil und Wärmeübergang an
den Grenzflächen
3.2.1 Konduktion
Konduktion beschreibt die Wärmeleitung innerhalb von Feststoffen. Bei Temperaturgradienten
innerhalb eines Feststoffes kommt es aufgrund der damit verbundenen unterschiedlichen
Energieniveaus zu einem Energieaustausch zwischen den einzelnen Molekülen (Lauth u. a. 2015).
Dabei fließt Wärme, gemäß dem zweiten Gesetz der Thermodynamik, immer in Richtung der
niedrigeren Temperatur ab (Polifke u. a. 2009). Die Wärmeleitfähigkeit λ ist materialspezifisch
und kann sich in Abhängigkeit der Materialtemperatur ändern. Für den eindimensionalen Fall
stellt sich die konduktive Wärmeleitung wie folgt dar (Groth u. a. 2009):





qKOND Wärmestromrate infolge Konduktion kJ/(m2 h)
λ Wärmeleitfähigkeit kJ/(m h K)
L Distanz zwischen Temperaturen T1 und T2 m
T1, T2 Temperaturen an unterschiedlichen Orten °C
3.2.2 Konvektion
Konvektion bezeichnet im Allgemeinen die räumliche Wärmeübertragung durch die Energieauf-
nahme oder Energieabgabe von bewegten Gas- oder Flüssigkeitsteilchen (Groth u. a. 2009). Bei
festen Bauteilen bedeutet dies die Wärmeabgabe oder -aufnahme infolge eines Umströmens
der Bauteiloberflächen mit einem Fluid, wie beispielsweise Wasser oder Luft. Die Wärme wird
dabei in einer oberflächennahen Grenzschicht ausgetauscht. Man unterscheidet die freie und die
erzwungene Konvektion. Bei freier Konvektion resultiert die Bewegung des Fluides aus inneren
Ursachen, wie beispielsweise Auftrieb infolge temperaturinduzierter Dichteänderungen. Bei
erzwungener Konvektion wird die Bewegung hingegen von außen herbeigeführt, beispielsweise
durch Wind (Groth u. a. 2009). Die Wärmestromrate infolge Konvektion berechnet sich aus
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der Temperaturdifferenz zwischen der Bauteiloberflächentemperatur und der Fluidtemperatur
außerhalb der Grenzschicht (Groth u. a. 2009; VDI 2013; Santillán u. a. 2014):
qKONV = αW · (TF − TO) (3.7)
mit:
qKONV Wärmestromrate infolge Konvektion kJ/(m2 h)
αW Wärmeübergangskoeffizient kJ/(m2 h K)
TF Temperatur des umgebenden Fluides °C
TO Oberflächentemperatur °C
Der Wärmeübergangskoeffizient αW ist von der Dichte des umgebenden Fluides und dessen
Strömungsgeschwindigkeit abhängig. Er kann sowohl über Berechnungsverfahren auf Grundlage
physikalischer Gesetze wie beispielsweise in VDI (2013) beschrieben, als auch durch empirische
Ansätze ermittelt werden. Palyvos (2008) vergleicht die empirischen Ansätze verschiedener
Autoren (Tab. 3.1) und entwickelt daraus einen eigenen Ansatz. Dieser beschreibt nicht nur
die Abhängigkeit von der Windgeschwindigkeit vW , sondern auch die Dichteänderung der Luft












αW Wärmeübergangskoeffizient W/(m2 K)




Die Verdunstung von Wasser an der Bauwerksoberfläche stellt eine endotherme Reaktion dar und
führt folglich zur Abkühlung (Polifke u. a. 2009). Die Verdunstungsmenge und -rate wird durch
die an der Oberfläche vorhandene bzw. durch die infolge Kapillarwirkung aus tieferen Schichten
an die Oberfläche nachgeförderte Feuchtemenge limitiert (reale Verdunstung) (Terheiden 2007).
Auch bei einer ausreichend vorhandenen Feuchtemenge erfolgt Evaporation nur solange die
umgebende Luft noch nicht vollständig gesättigt ist (potentielle Verdunstung)(Kehlbeck 1975;
Polifke u. a. 2009).
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Tabelle 3.1: Wärmeübergangskoeffizienten αw in Abhängigkeit der Windgeschwindigkeit vw
nach Groth u. a. (2009), McAdams (1942),Davies (2004), Jürges (1924), Agullo u. a. (1996)
und Santillán u. a. (2014)
glatten Wand rauhen Wand glatten Wand rauhen Wand
Groth und Müller (2009) 5,7 + 4 vW 6,2 + 4,2 vW 7,1 vW
0,78 7,5 vW
0,78
McAdams (1985) 5,7 + 3,8 vW - - -
Davies (2004) 5,6 + 3,9 vW 6,2 + 4,3 vW 7,2 vW
0,78 7,6 vW
0,78
Jürges (1924) - - 7,11 vW
0,775 7,52 vW
0,784
Agullo u. a. (1996) - -
Santillán u. a. (2014) - -
Autor
4,67 + 3,83  vW
vW < 5 m/s längs einer  vW > 5 m/s längs einer
3,67 + 3,83  vW
Wärmeübergangskoeffizinet W von Luft in W/(m2 K)
Sadeghi u. a. (1984) und Sartori (2000) vergleichen verschiedene Ansätze für die Ermittlung
der potentiellen Verdunstung. Die meisten Ansätze gehen auf die ersten empirisch-statistischen
Untersuchungen von Dalton (1802) und Brutsaert (1965) zurück und berücksichtigen je-
weils die Einflussfaktoren Temperatur, Luftfeuchte, Windgeschwindigkeit, sowie gegebenenfalls
Sonneneinstrahlung. Qin (2005) stellt für die Modellierung der Evaporation an RCC-Mauern
beispielsweise das Penman-Brutsaert-Verfahren und die auf Dalton basierende Menzel’sche
Formel vor. Während die Sonneneinstrahlung bei Penman (1956) explizit implementiert ist, wird
diese in der Menzel’schen Formel durch die empirische Herleitung nur implizit berücksichtigt. Für
begrenzte Zeitintervalle mit starker Sonneneinstrahlung unterschätzt die Menzel’sche Formel
daher zwar die Evaporationsmenge, der langfristig stattfindende Gesamtenergieaustausch wird
jedoch gut abgebildet (Qin 2005). Das Nomogramm des American Concrete Institut (ACI 2007)
in Abbildung 3.1 basiert ebenfalls auf der Menzel’schen Formel. Diese lautet für metrische
Einheiten (Qin 2005):
Vpot = 0,0313 · (0,253 + 0,216 · vw) · (pws,BO − rL · pws,L) (3.9)
mit:
Vpot potentielle Verdunstungsrate kg/(m2 h)
vw Windgeschwindigkeit m/s
rL relative Luftfeuchtigkeit %
pws,BO Sättigungsdampfdruck an der Betonoberfläche hPa
pws,L Sättigungsdampfdruck der Luft hPa
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Abbildung 3.1: Nomogramm des American Concrete Institut zur Ermittlung der Evaporati-
onsmenge auf Betonoberflächen (ACI 2007)
Der Sättigungsdampfdruck pws in Abhängigkeit der Temperatur T kann anhand der Magnus-
Formel ermittelt werden (Sonntag u. a. 1982):
pws = 6,1115 · e
17,5043·T
241,2+T für 30 °C ≤ T ≤ 70 °C (3.10)
Auch Laube (1990) und Adam (2006) verweisen für die Modellierung der Evaporation auf
Betonoberflächen auf den Ansatz des ACI (2007), wobei Adam (2006) die Kopplung von Wärme
und Feuchte anschließend noch detaillierter untersucht.
Die latente Wärmestromrate infolge Verdunstung ergibt sich nach Vietinghoff (2000) zu:
qEV P O = V
*(T ) · VEV P O mit V
*(T ) = 2500,84 − 2,34 · T (3.11)
mit:
VEV P O Verdunstungsrate kg/(m2 h)
qEV P O Wärmestromrate infolge Evaporation kJ/(m2 h)
V *(T ) spezifische Verdampfungswärme in Abhängigkeit der
Temperatur T in °C
kJ/kg
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3.2.4 Wärmestrahlung
Jeder Körper emittiert über elektromagnetische Wellen Wärmestrahlung in seine Umgebung. Die
Wechselwirkung dieser Wärmestrahlung mit anderen Körpern kann durch Reflektion, Absorption
und Transmission erfolgen (Baehr u. a. 2010). Der Wärmestrom des Strahlungsaustausches
zwischen zwei Körpern unterschiedlicher Temperatur wird gemäß dem Stefan-Boltzman-Gesetz
wie folgt formuliert:
Q̇ = AS · σ ·
(






Q̇ Wärmestrom infolge des Strahlungsaustausches W
TS Temperatur der Strahleroberfläche (wärmerer Körper) K
TE Temperatur der Empfängeroberfläche (kälterer Körper) K
AS Oberfläche des Strahlers m2
σ Stefan-Bolzman-Konstante W/(m2 K4)
ε Emissionsgrad der Strahleroberfläche -
a Absorptionsgrad der Strahleroberfläche -
Im Gegensatz zur Konduktion und Konvektion erfolgt der Wärmetransport über Strahlung auch
im materielosen Raum (Groth u. a. 2009). Der größte bekannte Wärmestrahler ist die Sonne.
Bauwerke erfahren daher einen großen Wärmeeintrag infolge Sonneneinstrahlung. Vor allem
Betonoberflächen können sich infolge Sonneneinstrahlung stark erwärmen.
Wärmestrahlung der Sonne
Die von der Sonne ausgesandte Strahlung, die auf den oberen Rand der Erdatmosphäre mit
einem Wellenlängenbereich von etwa 0,29 µm bis 4,0 µm einwirkt, wird als extraterrestrische
Sonnenstrahlung bezeichnet (LUBW 2016). Sie verändert sich aufgrund der elliptischen Erd-
umlaufbahn und der daraus resultierenden variierenden Entfernung zwischen Sonne und Erde
über den Jahresverlauf hinweg (PG-Net 2006). Die extraterrestrische Strahlung besitzt vor dem
Eintritt in die Erdatmosphäre eine Wärmestromdichte zwischen etwa 1321 W/m2 (Anfang Juli,
Aphel = weiteste Entfernung) und 1413 W/m2 (Anfang Januar, Perihel = geringste Entfernung)
(Page 1986). Die Berechnung und der Verlauf der extraterrestrischen Sonnenstrahlung können
Anhang C.1 entnommen werden.
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Abbildung 3.2: Schematische Darstellung
der Umrechnung der extraterrestrischen
Strahlung IE auf die an der Erdoberfläche
auf horizontale Flächen einwirkende Glo-
balstrahlung IGH nach den verschiedenen















Abbildung 3.3: Definition der unterschiedli-
chen Winkel zur Umrechnung des direkten
Strahlungsanteils IB auf geneigte Flächen
in Abhängigkeit ihrer Ausrichtung
Beim Eintritt in die Atmosphäre wird die Sonnenstrahlung durch Streuung an den Luftmo-
lekülen der Atmosphäre (Rayleigh-Streuung), Streuung und Absorption an natürlichen und
anthropogenen Aerosolen, sowie durch Absorption an Wasserdampf (infrarote Strahlung), Ozon
(ultraviolette Strahlung) und anderen Gasen (infrarote Strahlung) wie Stickstoff, Sauerstoff und
Kohlendioxid reduziert (Page 1986). Die Stärke der Reduzierung bis zu einem bestimmten Ort
der Erdoberfläche hängt auch vom Einfallwinkel der Sonnenstrahlung (Sonnenhöhenwinkel γs)
in die Atmosphäre ab. Dieser ergibt sich aus dem Breitengrad der jahreszeitlich bedingten
Sonnendeklination und der Tageszeit (Sonnenazimut αs) gemäß Anhang C.2.
Die auf die Erdoberfläche auftreffende Globalstrahlung IG der Sonne setzt sich aus einem
direkten Strahlungsanteil IB und einem diffusen Strahlungsanteil ID zusammen. Während der
diffuse Strahlungsanteil annähernd isotrop ist, ist der einwirkende direkte Strahlungsanteil
abhängig von der Ausrichtung der beschienen Oberfläche. Die Ausrichtung definiert sich über
die Flächenneigung βf gegenüber der Horizontalen und der Flächenorientierung αf der auf
die Horizontale projizierten Flächennormalen in Bezug auf die Himmelsrichtung Süden wie in
Abbildung 3.3 gezeigt. Geneigte Flächen werden zusätzlich durch die von der umgebenden
horizontalen Bodenoberfläche reflektierte Strahlung IR beaufschlagt (Anhang C.3).
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Die Globalstrahlung IG setzt sich demnach je nach Ausrichtung wie folgt zusammen:
IGN = IBN + IDN + IRN(βf ) (3.13)
IGH = IBH + IDH (3.14)
IGI = IBI(αf , βf ) + IDI + IRI(βf ) (3.15)
mit den ersten Indizes für den Strahlungsanteil:
G Globalstrahlung (global irradiation)
B direkte Strahlung (beam irradiation)
D diffuse Strahlung (diffuse irradiation)
R reflektierte Strahlung (reflected irradiation)
und den zweiten Indizes für die Flächenorientierung:
N auf Flächen normal zur Strahlung (normal surface)
H auf horizontale Flächen (horizonal surface)
I auf beliebig geneigte Flächen (inclined surface)
Aufgrund der angenommenen Isotropie der diffusen Strahlung gilt: IDN = IDH = IDI .
Die direkte Sonnenstrahlung auf horizontale Flächen IBH kann anhand des Sonnenhöhenwinkels
γs aus der direkten Sonneneinstrahlung auf Flächen normal zur Einstrahlungsrichtung IBN
(Abb. 3.2) ermittelt werden:
IBH = IBN · sinγs (3.16)
Die direkte Sonnenstrahlung auf geneigte Flächen IBI ergibt sich über den Winkel ψ zwischen
Einstrahlungsrichtung und Flächennormalen aus der direkten Sonneneinstrahlung auf Flächen
normal zur Einstrahlungsrichtung IBN (Abb. 3.3):
IBI = IBN · cosψ (3.17)
Für die Ermittlung der Größe der einzelnen Strahlungsanteile existieren unterschiedliche Berech-
nungsmodelle, von denen im Folgenden zwei häufig verwendete vorgestellt werden. Qin (2005)
hat sich mit der Berechnung der Sonneneinstrahlung bei RCC-Dämmen auseinandergesetzt
und stellt anhand der Literatur verschiedener Autoren ein detailliertes Berechnungsverfahren
vor, dessen Formeln in Anhang C.4 zusammengefasst sind. Die von der Food and Agriculture
Organization of the United Nations (FAO) entwickelte Software CROPWAT verwendet hin-
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gegen einen vereinfachten Ansatz zur Berechnung der Globalstrahlung auf der Erdoberfläche
(Allen u. a. 1998). Das prinzipielle Vorgehen beider Ansätze wird in Abbildung 3.2 schematisch
dargestellt und nachfolgend erläutert. In der vorliegende Arbeit wurde die Sonneneinstrahlung
mit beiden Ansätzen berechnet und deren Ergebnisse miteinander verglichen. Aus den daraus
gewonnen Erkenntnissen wird im Rahmen dieser Arbeit ein optimierter Ansatz auf Basis des
CROPWAT-Ansatzes entwickelt (Kapitel 6.4.3).
Berechnungsansatz gemäß Qin (2005): Die direkte Sonneneinstrahlung IBN auf die
Erdoberfläche bei wolkenfreiem Himmel, bezogen auf Flächen normal zur Strahlungsrichtung,
wird aus der extraterrestrischen Sonnenstrahlung IE unter Einfluss der Atmosphäre berechnet.
Dabei wird der vom Sonnenhöhenwinkel γs abhängige Linkesche Trübungsfaktor TL, die
relative optische Luftmasse m und die Rayleigh’sche optische Dicke δR der reinen Atmosphäre
berücksichtigt (Anhang C.4). Der Linkesche Trübungsfaktor enthält eine Höhenkorrektur, eine




Anschließend lässt sich der direkte Strahlungsanteil mit (3.16) und (3.17) auf horizontale oder
geneigte Flächen transformieren. Die diffuse Strahlung IDH resultiert aus der extraterrestrischen
Sonnenstrahlung IE abzüglich der direkten Sonneneinstrahlung IBN und der von der Atmosphäre
absorbierten Strahlung Iabs.
IDH = 0,5 · (IE − IBN − Iabs) · sin γs (3.19)
Die Summe der direkten und diffusen Strahlung ergibt gemäß (3.13) bis (3.15) zusammen die
Globalstrahlung an der Erdoberfläche. Die Abschirmung des direkten Strahlungsanteils durch






ĨBN direkte Strahlung bei bewölktem Himmel W/m2
IBN direkte Strahlung bei wolkenlosem Himmel W/m2
n ungestörte Sonnenscheindauer pro Tag h/24h
N Tageslichtdauer (Sonnenaufgang bis -untergang) h/24h
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Die Berechnung der diffusen Strahlung bei bewölktem Himmel ĨD wird beim Meteorological
Radiation Model (MRM) über den empirischen Beam-Clearness-Index abgeschätzt (Gul u. a.
1998) (Anhang C.4.4). Die Globalstrahlung bei Bewölkung berechnet sich analog zu (3.14) aus
der Summe der direkten und diffusen Strahlung bei Bewölkung.
ĨGH = ĨBH + ĨDH (3.21)
Berechnungsansatz gemäß CROPWAT: Die von der Food and Agriculture Organization
of the United Nations (FAO) entwickelte Software CROPWAT basiert hingegen auf einem
vereinfachten Ansatz zur Berechnung der Globalstrahlung auf der Erdoberfläche bei bewölktem
Himmel. Die Globalstrahlung wird dabei nicht über ihre direkten und diffusen Anteile ermittelt







· IEH und IEH = IE · sin γs (3.22)
mit:
γs Einstrahlwinkel der Sonne °
IGH Globalstrahlung auf horizontale Flächen an der Erdoberfläche W/m2
IE extraterrestrischen Strahlung W/m2
IEH extraterrestrischen Strahlung normal zur Atmosphärenoberfläche
senkrecht über dem zu untersuchenden Ort an der Erdoberfläche
W/m2
n ungestörte Sonnenscheindauer pro Tag h/24 h
N Tageslichtdauer (Sonnenaufgang bis -untergang) h/24 h
Die stärkere Strahlungsreduktion infolge eines flacheren Einfallwinkels beim Durchdringen der
Atmosphäre während der Morgen- und Abendstunden bzw. der Wintermonate bleibt dabei
unberücksichtigt. Bei wolkenlosem Himmel (n/N = 1) gelangen demnach konstant 75 % des
extraterrestrischen, normal zur Atmosphäre gerichteten Strahlungsanteils auf die Erdoberfläche
und bei vollständig bedecktem Himmel (n/N = 0) 25 %.
Vergleich der Ansätze: Die resultierenden Wärmestromraten beider Modelle sind in Abbil-
dung 3.4 jeweils über den Tagesverlauf zur Sommer- und Wintersonnenwende gegenübergestellt.
Ein Vergleich der Ergebnisse nach FAO (1998) (grüne Linie) mit den Ergebnissen nach Qin
(2005)(schwarze Linie) zeigt, dass im Sommer die Globalstrahlung auf horizontale Flächen
bei wolkenlosem Himmel auch durch den vereinfachten Ansatz der FAO (1998) prinzipiell gut
abgebildet werden kann. Lediglich in den Morgen- und Abendstunden wird die Globalstrahlung
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N = 7,7 h
n = 7,7 h
n/N = 1
22. Juni
N = 16,3 h
n = 16,3 h
n/N = 1
a) Sommer b) Winter
Globalstrahlung nach FAO (1998) 
direkte Strahlung nach Qin (2005) 
Globalstrahlung nach Qin (2005)
Globalstrahlung nach Qin (2005) über das  Beam-Clearness-Index-Modells 
(Zur Berücksichtigung evtl. Bewölkung)
Abbildung 3.4: Vergleich verschiedener Berechnungsansätze für die Ermittlung der Wärme-
stromdichte infolge Sonneneinstrahlung für den 51. Breitengrad auf horizontale Flächen bei
wolkenlosen Himmel (n/N = 1) zur Sommer- und Wintersonnenwende
aufgrund der fehlenden Abhängigkeit der Atmosphärenreduktion vom Einfallwinkel geringfügig
überschätzt. Im Winter wird die Globalstrahlung aus demselben Grund jedoch über den gesam-
ten Tagesverlauf deutlich überschätzt, da auf den mitteleuropäischen Breitengraden die Sonne
im Winter auch mittags relativ niedrig über dem Horizont steht. Ein weiterer Nachteil des
CROPWAT-Ansatz der FAO (Allen u. a. 1998) besteht in der fehlenden Aufteilung in direkte
und diffuse Strahlungsanteile. Dadurch lässt sich die Sonneneinstrahlung auf geneigte Flächen
nicht unmittelbar ermittelt. Denn während der Anteil der direkten Sonneneinstrahlung, je nach
Ausrichtung der geneigten Oberfläche, eine unterschiedliche Intensität und Wirkungsdauer
besitzt, ist der diffuse Strahlungsanteil annähernd isotrop und daher für alle Oberflächenorien-
tierungen gleich.
Der Berechnungsansatz nach Qin (2005) ist hingegen wesentlich komplexer und setzt die
Kenntnis umfangreicher Daten wie beispielsweise Lufttemperatur und Luftfeuchtigkeit für die
Berechnung der Atmosphärenreduktion voraus. Ein wesentlicher Nachteil besteht in der Ermitt-
lung der diffusen Strahlung bei bewölktem Himmel. Qin (2005) verwendet dafür das empirische
Beam-Clearness-Index-Modell. Abbildung 3.4 zeigt die resultierenden Wärmestromraten bei
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Verwendung dieses empirischen Modells (rote Linie) für den Grenzfall, dass die Bewölkung
gegen Null geht (n/N = 1). Sowohl im Sommer, als auch im Winter wird die Globalstrahlung
durch Verwendung des Beam-Clearness-Index-Modells (rote Linie) für n/N = 1 gegenüber der
wolkenlosen Berechnung ohne Beam-Clearness-Index-Modell (schwarze Linie) überschätzt. Der
direkte Strahlungsanteil (schwarz gestrichelte Linie) ist dabei jeweils identisch, aber der diffuse
Strahlungsanteil (Differenz zwischen roter und schwarz gestrichelter Linie) wird überschätzt.
3.3 Wärmeerzeugung infolge Hydratation
Der Begriff Zementhydratation bezeichnet den Reaktionsverlauf eines Zements mit Wasser. Die
einzelnen chemischen Prozesse und deren Abläufe werden z.B. von Czernin (1977), Schlüßler u. a.
(1990), Breugel (1991), Stark u. a. (2000), Hesse (2009) und Henning u. a. (2014) ausführlich
dargestellt. Die folgenden Ausführungen fassen lediglich die wesentlichen Schritte als Grundlage
für die nachfolgenden Untersuchungen zusammen. Portlandzement besteht hauptsächlich aus
den in Tabelle 3.2 aufgeführten Klinkerphasen. Bei der Abbindereaktion der Klinkerphasen
wird ein Teil der zuvor beim Sinterprozess zugeführten Energie, in Form von Wärme, wieder
freigesetzt.
In der Literatur wird die Hydratation meist in drei oder fünf Phasen unterteilt. Die Anzahl
der Phasen ist dabei vom betrachteten Bezug abhängig. Locher u. a. (1976) beschreiben die
Gefügebildung und unterteilen diese in drei Phasen (Abb. 3.5). Beispielsweise Lopes Madaleno
(2002) oder Adam (2006) beschreiben hingegen die Wärmeentwicklung und unterscheiden
dabei fünf Phasen (Abb. 3.6). Die zeitliche Abgrenzung der einzelnen Phasen unterliegt einer
Tabelle 3.2: Hauptphasen des Portlandzementklinkers und deren Massenanteile nach Stark
u. a. (2000)/Henning u. a. (2014)
min. ∅       max.
3 CaO · SiO2 C3S 40/52 60/65 80/85
Dicalciumsilikat 2 CaO · SiO2 C2S 0/0,2 15/13 30/27
Tricalciumaluminat 3 CaO · Al203 C3A 3/7 7/11 15/16
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Abbildung 3.5: Schematische Darstellung
der Bildung der Hydratphasen nach Locher
u. a. (1976) in drei Phasen unterteilt



































































Abbildung 3.6: Schematische Darstellung
der Wärmeentwicklung während der Hydra-
tation und deren Einteilung in fünf Phasen
nach Kondo u. a. (1968) und Stark u. a.
(2000)
großen Streubreite. Die dafür verantwortlichen Einflussfaktoren werden in den Kapiteln 3.3.2
und 3.3.3 beschrieben.
3.3.1 Reaktionsmechanismen
Die Klinkerphasen Alit (C3S) und Belit (C2S) des Zements reagieren mit dem zugegebenen
Anmachwasser (H2O kurz H) zu Calciumsilikathydraten (CSH-Phasen) variabler Zusammen-
setzung und Calciumhydroxid (Ca(OH)2 kurz CH)(Stark u. a. 2000; Hesse 2009).
C3S + (y + z)H −→ C3−zSHy + zCH
C2S + (2 − x+ y)H −→ CxSHy + (2 − x)CH
Die Zusammensetzung der CSH-Phasen wird von der Temperatur, dem Wasser/Zement-Wert
und der Zementzusammensetzung beeinflusst (Hesse 2009). Je nach Zusammensetzung bilden
sich plättchen- oder nadelförmige Strukturen aus, deren Ausbildung wiederum die Festigkeit
beeinflusst (Stark u. a. 2000). Die Aluminatphase (C3A) reagiert mit dem Anmachwasser und
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dem darin gelösten Calciumsulfat (CsH2, Anhydrit, Gips) zu Trisulfat (Ettringit).
C3A+ 3 CsH2 + 26 H −→ C3A (Cs)3 H32
Die Reaktionen zu CSH-Phasen läuft unmittelbar nach Zugabe des Wassers (Initialphase) als
schnelle Oberflächenreaktion ab, wird jedoch durch eine dünne Schicht aus bereits gebildeten
CSH-Phasen und das um das restliche Alit und Belit entstehende Ettringit nach rund 5 bis
15 Minuten wieder stark verzögert. Die Wärmeentwicklungsrate ist dabei relativ hoch, liefert
aufgrund der kurzen Wirkungsdauer jedoch nur einen vernachlässigbaren kleinen Anteil der
insgesamt während der Hydratation freigesetzten Wärmemenge.
Es folgt die dormante Phase, solange bis nach rund ein bis drei Stunden sämtliches Calciumsulfat
für die Bildung von weiterem Ettringit aufgebraucht ist. Die abbindeverzögernde Wirkung des
Gipses ist damit beendet. Anschließend wird das bereits gebildete Trisulfat (Ettringit) durch
Reaktion mit der noch verbleibenden Aluminatphase zu Monosulfat reduziert (Stark u. a. 2000).
C3A (Cs)3 H32 + 2 C3A+ 4 H −→ 3 C3A Cs H12
Es kommt zum Aufbrechen der reaktionshemmenden Schicht, so dass Alit und Belit wieder zu
CSH-Phasen umgesetzt werden (Akzelerationsphase). Des Weiteren wird nach dem Aufbrau-
chen der Sulfate aus der noch vorhandenen Aluminatphase und dem aus der CSH-Reaktion
anfallendem Calciumhydroxid zusammen mit Wasser Calciumaluminathydrat gebildet.
C3A+ CH + 12 H −→ C4AH13
Aus der Ferritphase wird mit Calciumhydroxid und Wasser Calciumaluminatferrathydrat gebildet.
C4AF + 4 CH + 22 H −→ C4AH13 + C4FH13
Die Reaktionsgeschwindigkeit nimmt durch die um das Zementkorn wachsenden Hydratations-
produkte zunehmend ab, da die Diffusionswege in das noch unhydratisierte Zementkorn immer
länger werden (Retardationsphase). Ist eine vollständige Hydratation erreicht, das Anmachwas-
ser verbraucht oder der Porenraum ausgefüllt, kommt die Zementhydratation zum Erliegen
(Endphase). Der maximale Hydratationsgrad liegt in der Regel bei 70-80 % (Breugel 1994).
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3.3.2 Einfluss der Baustoffeigenschaften und -zusammensetzung
Die Wärmeentwicklung infolge Hydratation wird von einer Vielzahl von Faktoren beeinflusst,
die nachstehend erläutert werden.


































Abbildung 3.7: Wärmeentwicklung der ein-
zelnen Klinkerphasen und von Hochofen-





































Abbildung 3.8: Verlauf der Wärmeerzeu-
gungsrate von CEM I und CEM III/B jeweils
unter isothermen (Tiso = 20 °C) und adia-
batischen (T0 = 23 °C) Randbedingungen
Zusammensetzung des Zements: Die in Tabelle 3.2 aufgeführten Hauptklinkerphasen
besitzen unterschiedliche Reaktionsenthalpien (Abb. 3.7). Die Wärmeentwicklung in der Alu-
minatphase (1330 J/g) ist dabei wesentlich größer als die der restlichen Hauptklinkerphasen.
Der Hüttensand (granulierte Hochofenschlacke) besitzt mit 290 J/g eine niedrigere Wärmeent-
wicklung als die meisten Klinkerphasen. Durch den teilweisen Ersatz von Klinkerphasen durch
puzzolanische Stoffen (natürliche Puzzolane oder Flugasche) oder latent hydraulische Stoffe
(Hüttensand) lässt sich daher die Hydratationswärme des Zementes reduzieren (Henning u. a.
2014; Lopes Madaleno 2002; DBV 1995).
Abbildung 3.8 zeigt die unterschiedliche Entwicklung der Wärmeerzeugungsrate eines Port-
landzementes (CEM I) und eines Hochofenzementes (CEM III). Der verminderte Anteil an
Portlandzementklinkern im CEM III bewirkt eine sichtbare Reduzierung der Wärmeerzeugungs-
rate gegenüber dem CEM I. Der im CEM III für den teilweisen Ersatz des Klinkers verwendete
und verzögert einsetzende Hüttensand bewirkt nur eine vergleichsweise geringere Wärmeerzeu-
gungsrate als die äquivalente Menge an Klinkern im CEM I. Die gesamte Wärmefreisetzung
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des Zementes ergibt sich aus der Summe der Wärmefreisetzung seiner einzelnen Komponenten
(Plannerer 1998; Eierle 2000a; Lopes Madaleno 2002).
Mahlfeinheit des Zements: Eine größere Mahlfeinheit des Zementkorns führt zu einer
größeren Oberfläche und damit zu einer größeren Angriffsfläche für das Anmachwasser, wodurch
die Hydratation schneller abläuft und der Beton eine stärkere Erwärmung erfährt (Czernin 1977;
Mangold 1994; Lopes Madaleno 2002).
Zementanteil des Betons: Die Zuschlagstoffe des Betons bestimmen wesentlich dessen
Temperaturleitfähigkeit und Wärmekapazität, setzen jedoch keine Wärme frei. Die Wärme-
entwicklung im Beton resultiert folglich ausschließlich aus der Zementhydratation. Daher ist
die Menge der insgesamt freigesetzten Wärme und der damit verbundene zeitliche Ablauf der
Wärmeentwicklung im Beton unmittelbar vom vorhanden Zementanteil z abhängig.





qb(t) Wärmeerzeugungsrate des Betons zum Zeitpunkt t kJ/(kg h)
qz(t) Wärmeerzeugungsrate des Zements zum Zeitpunkt t kJ/(kg h)
z Zementanteil des Betons -
mz Massenanteil Zement pro m3 Beton kg/m3
ρB Dichte des Betons kg/m3
Bei isothermen Randbedingungen besteht folglich ein linearer Zusammenhang zwischen der ma-
ximalen Wärmerate und dem Zementgehalt des Betons. Bei adiabatischen oder teiladiabatischen
Randbedingungen ist der Zusammenhang, aufgrund des sich durch steigende Temperaturen
selbst beschleunigenden Prozesses, hingegen nicht mehr linear.
Wasserzementwert des Betons (W/Z-Wert): Nach Rostásy u. a. (2002a) ist eine voll-
ständige Erhärtung des Betons ab einem W/Z-Wert kleiner als 0,45 aufgrund von Selbstaus-
trocknung nicht mehr möglich. Auch Powers u. a. (1948) und Byfors (1980) nennen einen
minimal erforderlichen W/Z-Wert von 0,4 für eine vollständige Hydratation. Taplin (1959)
und Byfors (1980) haben den Einfluss verschiedener W/Z-Werte auf den Hydratationsprozess
untersucht (Abb. 3.9). Demnach besitzt der W/Z-Wert innerhalb der üblichen Grenzen (0,4
bis 1,0) keinen wesentlichen Einfluss auf den Verlauf der Hydratation innerhalb der ersten
48 Stunden. Anschließend wirkt sich die Größe des W/Z-Werts auf den maximal erreichbaren
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Hydratationsgrad aus. Je höher der W/Z-Wert ist, desto weiter kann die Hydratation fortschrei-
ten, bevor sie zum Erliegen kommt. Als Ursache gilt eine dichtere Zementpaste bei geringeren
W/Z-Werten, die die Diffusion des Wassers zum Reaktionsort erschwert (Byfors 1980). Da
der Haupanteil der Wärme innerhalb der ersten 48 Stunden erzeugt wird, hat der W/Z-Wert
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Abbildung 3.9: Einfluss des W/Z-Wertes auf die Entwicklung des Hydratationsgrades. Ergeb-
nisse von Taplin (1959)(links) und Byfors (1980)(rechts)
Zusatzmittel: Für eine Modifizierung der Eigenschaften des Frischbetons und/oder des
erhärteten Betons existieren verschiedene Zusatzmittel. So können beispielsweise die Erstarrungs-
und Erhärtungsprozesse beschleunigt oder verzögert werden. Ebenso können die Konsistenz
des Frischbetons zur besseren Verarbeitung verändert, der Frostwiderstand erhöht oder das
Betongefüge durch Luftporenbildner beeinflusst werden (Kampen 2014; Henning u. a. 2014).
Trotz des geringen Massenanteils der Zusatzmittel am Zement (in der Regel < 5 M.-% (Kampen
2014)) können Zusatzmittel neben ihren gewünschten Einflüssen auf die Festigkeit und das
Dehnungsverhalten auch einen Einfluss auf den Hydratationsablauf und damit auch auf die
Wärmeentwicklung haben (Laube 1990). Dieser hängt jedoch spezifisch von den einzelnen
unterschiedlichen Zusatzmitteln in Kombination mit weiteren Einflussfaktoren ab. Aufgrund
des daraus resultierenden Umfangs werden in dieser Arbeit die Einflüsse von Zusatzmitteln
nicht weiter diskutiert. Untersuchungen zu Zusatzmitteln im Zusammenhang mit jungem Beton
wurden unter anderem von Manns u. a. (1979) oder Schäffel (2009) durchgeführt.
3.3.3 Einfluss der Betontemperatur
Neben den im vorherigen Kapitel erläuterten Baustoffeigenschaften und -zusammensetzungen
ist der Verlauf der Wärmeerzeugung auch von der sich im Beton einstellenden Tempera-
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tur Ti abhängig. Diese wird häufig auch als „System- oder Prozesstemperatur“ bezeichnet.
Die Kopplung von Wärmeentwicklung und Prozesstemperatur spielt bei massiven Bautei-
len, wie sie im Wasserbau allgemein üblich sind, insbesondere bei Gewichtsstaumauern, eine
ausschlaggebende Rolle. Dies ergibt sich aus dem geringeren Verhältnis zwischen Bauteilober-
fläche und Bauteilvolumen als bei schlanken Bauteilen. Dadurch fließt die produzierte Wärme
langsamer ab und der Anstieg der Prozesstemperatur fällt höher aus als bei schlanken Bauteilen.
Liegen adiabatische oder teiladiabatische Randbedingungen vor, d.h. die infolge Hydratation
produzierte Wärme kann nicht bzw. nicht vollständig abgeführt werden, kommt es zu einer
Erwärmung des aushärtenden Betons. Der Temperaturanstieg ∆T ist dabei proportional zu der
im Beton verbleibenden Wärme Q (Kosmahl 2006):
∆T =
Q




Q Wärme im Bauteil kJ
V Volumen des Bauteils m3
ρB Dichte des Betons kg/m3
c spezifische Wärmekapazität kJ/(kg K)
Infolge dieser Erwärmung beschleunigt sich der Hydratationsprozess gegenüber dem Ablauf
bei isothermen Randbedingungen (Abb. 3.8 und 3.12). Gleichzeitig erhöht sich dabei auch die
Wärmeerzeugungsrate q, wodurch die Betontemperatur wiederum weiter steigt. Der Prozess
beschleunigt sich somit selbst, wodurch der Beton zunehmend schneller und stärker erwärmt
wird. Allerdings kommt der beschleunigte Hydratationsprozess früher zum Erliegen, da die
insgesamt maximal freisetzbare Wärme identisch bleibt (3.31). Um diesen sich selbst beschleuni-
genden Prozess mathematisch beschreiben zu können, wurde die in Kapitel 3.3.4 beschriebene
Reifefunktion entwickelt.
3.3.4 Beschreibung des Hydratationsfortschrittes
Hydratationsgrad und Reaktionsgrad Sowohl der Hydratationsgrad als auch der Reakti-
onsgrad bilden ein Verhältnis zur Quantifizierung des aktuellen bisher erreichten Fortschrittes
des Hydratationsprozesses. Sie besitzen jedoch unterschiedliche physikalische Bezugsgrößen.
Der Hydratationsgrad α(t) beschreibt den zum Zeitpunkt t bereits hydratisierten Massenanteil
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mz,hyd(t) bis zum Zeitpunkt t bereits hydratisierter Zementanteil kg/m3
mz vorhandener Massenanteil Zement pro m3 Beton kg/m3
Der Reaktionsgrad r(t) definiert hingegen welcher Anteil der insgesamt potentiell vorhandenen












Q(t) bis zum Zeitpunkt t bereits freigesetzt Wärmemenge kJ/kg
Qmax maximal freisetzbare Wärmemenge kJ/kg
q(t) Wärmeerzeugungsrate zum Zeitpunkt t kJ/(kg h)
Der Hydratationsgrad ist dabei eine rein theoretische Größe, da sich die hydratisierte Zement-
menge nicht experimentell messen lässt (Kosmahl 2006). Die freigesetzte Wärmemenge ist
jedoch unmittelbar an die hydratisierte Zementmenge gekoppelt, so dass der Hydratationsgrad
vereinfachend häufig mit dem Reaktionsgrad gleichgesetzt wird (De Schutter u. a. 1995a; Eierle
2000a; Kosmahl 2006):






Die Reifefunktion Anhand der Reifefunktion F (Ti) lässt sich der Verlauf der isothermen
Wärmeentwicklung in den Verlauf der adiabatischen oder teiladiabatischen Wärmeentwicklung
überführen und umgekehrt (Lopes Madaleno 2002). Die Reifefunktion ist von der Systemtempe-
ratur Ti abhängig und auf eine Standardtemperatur Ts bezogen, die der konstanten Temperatur
des vorliegenden bzw. umzurechnenden isothermen Zustandes entspricht. Für die Reifefunktion
existieren mehrere Ansätze verschiedener Autoren (Tab. 3.3), die von Byfors (1980) und Laube
(1990) ausführlich beschrieben und bewertet werden. Abbildung 3.10 zeigt den Verlauf der
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Tabelle 3.3: Ansätze zur Beschreibung der Reifefunktion




R = universelle Gaskonstante 8,315 J/(mol·K)
EA = Aktivierungsenergie abhängig vom verwendeten Zement
mit der Aktivierungstemperatur 
Rastrup (1954)
Ti = Systemtemperatur, Ts = Standardtemperatur
Freiesleben u.a. (1977)
Jonasson (1994)
Reifefunktion für verschiedene Ansätze bei Ts = 20 °C. Alle Verläufe nehmen für Ti = Ts den
Wert eins an. Häufig verwendete Ansätze stellen die Ansätze nach Saul (1951) und Freiesleben
u. a. (1977) dar laut (Eierle 2000a). Der vereinfachte Ansatz von Saul (1951) bildet aufgrund
seiner Linearität die tatsächlichen Vorgänge im Beton bei höheren Temperaturen nicht gut ab
und eignet sich daher nur für Bereiche, in denen die Koppelung zwischen Hydratationsfortschritt
und Temperaturfeld lediglich eine untergeordnete Rolle spielen (Laube 1990). Freiesleben u. a.
(1977) verwenden hingegen den Arrheniusansatz und beziehen somit auch die chemische Akti-
vierungsenergie EA mit ein. Damit erzielen sie über einen weiten Temperaturbereich von -10 °C
bis 80 °C gute Übereinstimmungen mit vorliegenden Versuchsergebnissen (Byfors 1980). In
der vorliegenden Arbeit wird daher ebenfalls der Ansatz nach Freiesleben u. a. (1977) verwendet.
Abbildung 3.11 zeigt den Ansatz nach Freiesleben u. a. (1977) unter Variation der Aktivie-
rungsenergie EA. Die Aktivierungsenergie ist, wie in Tabelle 3.4 gezeigt, von der Zementart
abhängig. Carino u. a. (1992) haben weitere Versuche zur Reifefunktion durchgeführt. Die
Ergebnisse zeigen, dass auch innerhalb einer Zementart die Aktivierungsenergie deutlich variieren
kann. So beträgt die Aktivierungsenergie von CEM I in Abhängigkeit vom Wassergehalt und
unterschiedlichen Zusatzmitteln zwischen etwa 30 kJ/mol und 64 kJ/mol.
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Abbildung 3.10: Verschiedene Ansätze der Reifefunktion nach Tabelle 3.3 bei einer Standard-



























































Abbildung 3.11: Reifefunktion nach Arrhenius/Freiesleben unter Variation der Aktivierungs-
energie EA bei einer Standardtemperatur TS = 20 °C




Temp. CEM I Phase CEM III/A CEM III/B CEM III/C
 20 °C 33,5 K (Klinker) 45 45 55
< 20 °C 33,5 + 1,47 (20 - Ti) S (Hüttensand) - 80 45
Freiesleben u. a. (1977)
De Schutter und Taerwe 
(1995)
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Abbildung 3.12 stellt den Zusammenhang zwischen isothermer und adiabatischer Wärmeent-
wicklung anhand der Verläufe der produzierten Wärme und der Wärmeerzeugungsrate grafisch
dar. Die insgesamt freigesetzte Wärmemenge nimmt unabhängig von den thermischen Rand-
bedingungen (isothermen, adiabatisch bzw. teiladiabatisch) denselben Endwert an, wie durch
(3.31) beschrieben. Der Endwert wird aufgrund der unterschiedlichen Verläufe allerdings jeweils
zu einem anderen Zeitpunkt erreicht.
Die gegenseitige Umrechnung der isothermen und adiabatischen bzw. teiladiabatischen Ver-
läufe erfolgt dabei durch eine gleichzeitige Transformation von sowohl der Zeit als auch der






F (Ti) · dt (3.28)
q(t) = qiso(tw) · F (Ti) (3.29)
Q(t) = Qiso(tw) (3.30)
Qmax = Qiso,max (3.31)
Anhand (3.28) kann für jede produzierte Wärmemenge Q die zugehörige Realzeit t des adiabati-
schen oder teiladiabatischen Zustandes in die äquivalente Reifezeit tw des isothermen Zustandes
transformiert werden. Folglich entsprechen sich die erzeugte Wärmemenge des adiabatischen
bzw. teiladiabatischen Hydratationsprozesses Q(t) zur Realzeit t und die erzeugte Wärmemenge
des isothermen Hydratationsprozesses Qiso(tw) zur äquivalenten Reifezeit tw wie in (3.30)
beschrieben und in Abbildung 3.12 (oben) gezeigt.
Durch die Zeittransformation wird die in Kapitel 3.3.3 beschriebene zeitliche Beschleunigung des
adiabatischen Hydratationsprozesses gegenüber dem Ablauf bei isothermen Randbedingungen
abgebildet. Die Reifezeit wird von beispielsweise Eierle (2000b), Gutsch (1998) oder Huckfeldt
(1993) auch als „wirksames Betonalter“ bezeichnet.
(3.29) ermittelt aus der isothermen Wärmeerzeugungsrate qiso(tw) zur äquivalenten Reifezeit tw
dann die entsprechende adiabatische bzw. teiladiabatische Wärmeerzeugungsrate q(t) zur
Realzeit t des adiabatischen bzw. teiladiabatischen Hydratationsprozesses (Abb. 3.12 unten). Die
Transformation der Wärmeerzeugungsrate gibt dabei die Zunahme der Wärmeerzeugungsrate
mit steigender Systemtemperatur, wie sie sich unter adiabatischen bzw. teiladiabatischen
Randbedingungen einstellt, wieder (Kapitel 3.3.3).
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Reifezeit tw bzw. Zeit t in h
Abbildung 3.12: Grafische Darstellung des Zusammenhangs zwischen isothermer und adiaba-
tischer bzw. teiladiabatischer Wärmeentwicklung über die Reifefunktion am Beispiel eines
CEM I 52,5 nach Kosmahl (2006)
3.3.5 Experimentelle Bestimmung der Wärmeerzeugungssrate
Für die Messung der Wärmeentwicklung infolge Hydratation stehen verschiedene Messverfahren
zur Verfügung (Grube u. a. 1993; Lopes Madaleno u. a. 1998). In der Literatur sind zahlreiche
Untersuchungen mit zugehörigen Ergebnissen beschrieben. Daher wird in dieser Arbeit auf in der
Literatur dokumentierte Ergebnisse zur Bestimmung der Wärmeentwicklungsrate zurückgegriffen.
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Im Folgenden werden die gängigsten Verfahren kurz beschrieben.
Adiabatische Betonkalometrie: Durch Isolierung der hydratisierenden Betonprobe kann
keine Wärme abgeführt werden. Der Verlauf der Wärmeentwicklung kann somit über den
resultierenden Temperaturanstieg der Probe zurückgerechnet werden. Zur Isolierung dient in
der Regel Polystyrolschaum oder ein die Probe umgebender Wasserring, der identisch zur
Temperaturerhöhung der Probe aufgewärmt wird (De Schutter u. a. 1995b).
Isotherme Zementkalometrie: Die Messung erfolgt anhand einer Zementleimprobe, deren
Temperatur über den gesamten Versuchsablauf konstant gehalten wird. Der Probenträger
ist temperaturgeregelt und hält die, sich infolge Hydratation erhitzende, Zementleimprobe
durch sukzessive Kühlung isotherm. Der Probenträger besitzt eine wesentlich höhere Tempe-
raturleitfähigkeit als die Probenumgebung, so dass der Wärmeaustausch weitestgehend über
den Probenträger erfolgt. Durch die erforderliche Kühlleistung am Probenträger wird der
insgesamt aus der Zementleimprobe abgeführte Wärmefluss ermittelt. Dieser entspricht der
Wärmeerzeugungsrate qiso des hydratisierenden Zementleims.
Isotherme Lösungskalometrie: Die DIN EN 196-8 beschreibt die Versuchsbedingungen
der isothermen Lösungskalorimetrie. Es wird die Lösungswärme einer hydratisierenden Zement-
leimprobe und einer trockenen nicht hydratisierenden Zementleimprobe in einer Säuremischung
bestimmt. Aus der Differenz lässt sich die Hydratationswärme ermitteln.
Teiladiabatische Kalorimetrie Die DIN EN 196-9 beschreibt die Versuchsbedingungen der
teiladiabatischen Kalorimetrie. Sie stellt eine Kombination aus der isothermen und adiabatischen
Kalorimetrie dar. Es wird sowohl die Temperaturerhöhung als auch der abgeführte Wärmefluss
während der Hydratation gemessen. Die entwickelte Hydratationswärme Q(t) der Zementprobe
zum Zeitpunkt t entspricht dann der Summe aus der im Kalorimeter aus dem Temperaturanstieg
rückrechenbaren gespeicherten Wärme und der bis dahin an die Umgebung absorbierten Wärme.
Der Vorteil dieser Methode liegt darin, dass für die Messung von Wärmeverlusten hier keine
Temperaturregelung der Probe erforderlich ist und der sich infolge steigender Systemtemperatur
selbst beschleunigende Hydratationsprozess unter einbaunahen Bedingungen nachempfunden
wird (Grube u. a. 1993).
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3.3.6 Modellierungsansätze der Wärmeerzeugungsrate
Zur Bestimmung des zeitlichen Verlaufs der Wärmeerzeugungsrate q(t) existieren prinzipiell zwei
unterschiedliche Herangehensweisen (Kosmahl 2006). Diese unterscheiden sich in der jeweils
gewählten Ausgangsgröße. Während bei der einen Methode die Berechnung der Wärmeerzeu-
gungsrate auf der Vorgabe der Reifezeit basiert, wird bei der anderen Methode hingegen der
Hydratationsgrad vorgegeben. Beide Herangehensweisen werden im Folgenden näher erläutert.
Berechnung der Wärmeerzeugungsrate anhand der Reifezeit über empirische
Ansätze des Hydratationsgrades
Die Wärmeerzeugungsrate q(t) zum Zeitpunkt t wird bei dieser Methode aus der zeitlichen





Die bis zum Zeitpunkt t infolge Hydratation entwickelte Wärme Q(t) ermittelt sich dabei aus
dem Hydratationsgrad α(t) und der maximal freisetzbaren Wärme Qmax zu:
Q(t) = α(t) ·Qmax (3.33)
Die maximal freisetzbare Wärme des Zements Qmax lässt sich aus der Zusammensetzung
der einzelnen Klinkerphasen und deren jeweiligen Endwerten der Reaktionsenthalpien nach





Für die erforderliche Differenzierbarkeit des Hydratationsgrades α(t) wird dieser durch empirische
Ansatzfunktionen formuliert, von denen eine gängige Auswahl in Tabelle 3.5 zusammengestellt
ist. Die Ansätze von Jonasson (1994), Rastrup (1954) und Wesche (1982) basieren auf
dem ursprünglichen Ansatz von Byfors 1980. Daher liefern diese recht ähnliche Ergebnisse
(Abb. 3.13). Der Ansatz nach Marx 1987 hingegen bildet den S-förmigen Verlauf zu Beginn
der Hydratation nicht ab (Eierle 2000a). Die jeweils erforderlichen Modellparameter werden
durch Regressionsanalysen bestimmt. Um die Ansätze auf jeden beliebigen Temperaturverlauf
anwenden zu können, werden die für die Regressionsanalysen erforderlichen Messdaten anhand
von isothermen Versuchen gewonnen (Kapitel 3.3.5) und die Ansätze in Abhängigkeit der
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Tabelle 3.5: Empirische Ansätze zur Beschreibung des Hydratationsgrades
Ansatz nach Hydratationsgrad (tw) bzw. (t)
Byfors (1980)
Wesche (1982)
tk = Zeitkonstante (gleiche Einheit wie tw)
Rastrup (1954)
tb = Geschwindigkeitsfaktor 20 ≤ tb ≤ 80 [h] (gleiche Einhiet wie tw)
Jonasson (1994)
Marx (1987)
tw = Reifezeit, t = Realzeit 
a, b, c, n = nichtlineare Modellparameter (Bestimmung aus Regression)





Die zur aktuellen Realzeit t zugehörige Reifezeit tw ergibt sich dabei unter Verwendung der
Reifefunktion F (Ti) gemäß (3.28). Anhand von (3.29) und (3.34) erhält man die Wärmeerzeu-
gungsrate q(t) zum Zeitpunkt t in Abhängigkeit der Reifezeit tw zu:
q(t) = q(tw) · F (Ti) = α(tw)
d
dt
·Qmax · F (Ti) (3.36)
Da diese Herangehensweise in der vorliegenden Arbeit nicht weiter verfolgt wird, wird für
eine ausführliche Darstellung der verschiedenen Ansätze des Hydratationsgrads und deren
Regressionsparameter auf Eierle (2000a) und Lopes Madaleno (2002) verwiesen.
Berechnung der Wärmeerzeugungsrate anhand des Hydratationsgrades über
empirische Formfunktionen
Bei dieser Methode wird zunächst der zum Zeitpunkt t zugehörige Hydratationsgrad α(t) be-
stimmt. Dieser ergibt sich gemäß (3.27) aus dem Verhältnis der bereits erzeugten Wärmemenge
Q(t) zur maximal freisetzbaren Wärmemenge Qmax. Der Hydratationsgrad dient anschließend
als Eingangsparameter für die empirische Formfunktion f(α(t)). Diese lässt sich durch isotherme
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Abbildung 3.13: Verschiedene Ansätze des
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Abbildung 3.14: Verschiedene Ansätze der
Formfunktion für CEM I
Differential-Kalometrie-Versuche bei konstanter Standarttemperatur Ts bestimmen. Dabei wird
die gemessene Wärmeerzeugungsrate qiso(t) ins Verhältnis zur maximal gemessenen Wärmeer-
zeugungsrate qiso,max gesetzt und über den Hydratationsgrad α aufgebracht (Abb. 3.15).
Durch die Bildung der relativen Wärmeerzeugungsrate qiso(t)/qiso,max ist die Formfunktion
unabhängig von der Temperatur Ts (De Schutter u. a. 1995b) und lässt sich damit für die
Bestimmung der adiabatischen und teiladiabatischen Wärmeentwicklung heranziehen. In Kom-
bination mit der Reifefunktion F (Ti) lässt sich die Wärmeerzeugungsrate q(t) zum Zeitpunkt
t in Abhängigkeit des Hydratationsgrades und der aktuellen Systemtemperatur Ti wie folgt
formulieren:
q(α(t)) = qiso,max · f(α(t)) · F(Ti) (3.37)
Verschiedene Autoren wie beispielsweise Reinhardt u. a. (1982) Schlüßler u. a. (1990) und
De Schutter u. a. (1995b) haben verschiede Funktionen zur mathematischen Beschreibung
der Formfunktion f(α(t)) entwickelt (Tab. 3.6). Da in der vorliegenden Arbeit der Ansatz
von De Schutter u. a. (1995b) weiter verfolgt wird, wird dieser im nächsten Kapitel 3.3.7
ausführlicher erläutert.
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Tabelle 3.6: Ansätze normierter empirischer Formfunktionen von Portlandzement
Ansatz nach Formfunktion f()=qiso()/qiso,max
αw =Hydratationsgrad bei qiso,max









3.3.7 Das Hydratationsmodell von Schutter und Taerwe
De Schutter u. a. (1995b) haben sowohl isotherme als auch adiabatische Versuche zur Untersu-
chung der Wärmeentwicklung für verschiedene Zemente durchgeführt.Anhand der Versuche
unter isothermen Randbedingungen entwickelten sie die zugehörigen Formfunktionen und
verifizierten diese anschließend anhand der Versuche unter adiabatischen Randbedingungen.
Demnach kann die isotherme Wärmeentwicklung von Portlandzement (CEM I 52,5) über die
in Tabelle 3.6 gegebene Formfunktion sehr gut abgebildet werden. Die adiabatische Wärme-
entwicklung hingegen wird mit dem gewonnenen Ansatz unterschätzt. Als mögliche Ursache
diskutieren De Schutter u. a. (1995b) zusätzliche Effekte, die sich erst bei der höheren Tem-
peraturentwicklung unter adiabatischen Randbedingungen einstellen, wie beispielsweise eine
zusätzliche Transformation von Ettringit in Monosulfat.
Für den Hochofenzement (CEM III/B 32,5 und CEM III/C 32,5) war die Ermittlung einer
einzelnen Formfunktion, die für den gesamten relevanten Temperaturbereich Gültigkeit besitzt,
nicht möglich. Als Ursache nennen De Schutter u. a. (1995b) den temperaturabhängigen,
unterschiedlichen Reaktionsbeginn und die damit einhergehende unterschiedliche anschließende
Wärmeentwicklung der Hüttensandphase. Daher werden für die Portlandklinkerphase (K-Phase)
und die Hüttensandphase (S-Phase) zwei getrennte Formfunktionen vorgeschlagen (Abb. 3.15).
fK(αK) = cK · [sin(αK · π)]
























Abbildung 3.15: Formfunktion der K-
































Abbildung 3.16: Grenzwertfunktion für
den Einsatzzeitpunkt der S-Phase (De
Schutter u. a. 1995b)



















Die Wärmeentwicklung beider Phasen wird separat gemäß (3.37) berechnet und anschließend
superponiert (Abb. 3.17):
qK = qK,max,Ts · fK(αK) · FTs(Ti) (3.42)
qS = qS,max,Ts · fS(αS) · FTs(Ti) (3.43)
q = qK + qS (3.44)
Den Reaktionsbeginn der Hüttenzementphase für die beiden untersuchten Hochofenzemente
beschreiben De Schutter u. a. (1995b) über die beiden in Abbildung 3.16 gezeigten Schwel-
lenwertfunktionen. Diese definieren in Abhängigkeit der Systemtemperatur Ti die jeweiligen
Hydratationsgrade αK,aktS, bei deren Überschreitung die Hüttensandphase aktiviert wird.
Abbildungen 3.18 und 3.19 zeigen den Vergleich der Ergebnisse des Hydratationsmodells von
De Schutter u. a. (1995b) mit den Versuchsergebnissen anderer Autoren. Für die isothermen
Versuche ergibt sich der erforderliche Parameter der maximalen isothermen Wärmeerzeugungs-
raten qmax,Tiso jeweils direkt aus den Versuchsergebnissen. Wurden keine isothermen Versuche
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Abbildung 3.17: Superpositionsprinzip der Portlandklinkerphase (K-Phase) und der Hütten-
sandphase (S-Phase) nach De Schutter u. a. (1995b)
durchgeführt, muss dieser Parameter über die Reifefunktion aus den adiabatischen Versuchser-
gebnissen abgeleitet werden.
Abbildung 3.18 zeigt, dass die Versuchsergebnisse von Gutsch (1998) nur bedingt durch das
Modell von De Schutter u. a. (1995b) abgebildet werden. Die Versuchsergebnisse zeigen einen
deutlich frühere und stärkere Reaktion der Hüttensandphase (S-Phase) sowohl gegenüber der an-
gesetzten Modellierung, als auch gegenüber den Messergebnissen der anderen Autoren. Gutsch
(1998) verwendet für die Versuche einen Beton mit einem ca. 30 Prozent höheren Zementanteil
als De Schutter u. a. (1995b). Dies scheint sich maßgeblich auf die zeitliche Kopplung der
K- und S-Phase auszuwirken. Die Auswertung der weiteren adiabatischen Versuche zeigt bei
allen Versuchen eine gewisse Zeitverzögerung der modellierten Temperaturerhöhung gegenüber
den Versuchsergebnissen. Die Abweichungen liegen jedoch noch innerhalb der Streubreite der
Messergebnisse der adiabatischen Versuchsreihen.
De Schutter u. a. (1995b) hat die Übereinstimmung seines Hydratationsmodells mit den eigenen
durchgeführten Versuchen bereits nachgewiesen. Auch für die bei anderen Temperaturen durch-
geführten Versuche von Lopes Madaleno u. a. (1998) ergibt sich eine gute Übereinstimmung
zwischen Messung und Modellierung anhand des Hydratationsmodells von De Schutter u. a.
(1995b). Dies wird vor allem bei der isothermen Betrachtung in Abbildung 3.19 deutlich. Somit
wird mit dem Hydratationsmodell von De Schutter und Taerwe insgesamt eine gute Qualität
bei der Abbildung der Ergebnisse für Betone mit einem CEM III/B erzielt. Der tatsächliche
Verlauf der Wärmeentwicklung infolge Hydratation lässt sich vor allem dadurch besonders
gut abbilden, dass die unterschiedlichen chemischen Reaktionsabläufe der K-Phase und der
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S-Phase auch im Modell separat berücksichtigt und modelliert werden. Hydratationsmodelle
ohne diese Differenzierung eignen sich zwar gut zur Beschreibung von Portlandzement, können
bei Hochofenzement den Prozess der einsetzenden Hüttensandphase aber nicht detailliert
abbilden. Da in der vorliegenden Arbeit ein Hochofenzement angesetzt wird, kommt für die in
Kapitel 6 durchgeführte Modellierung das Hydratationsmodell von Schutter und Taerwe zur
Anwendung.
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T0 = 21,6 °C
Gutsch (1998)
T0 = 22,1 °C
Plannerer (1998) 
T0 = 20 °C
De Schutter (1995) 
T0 = 23 °C
Abbildung 3.18: Adiabatische Messungen von De Schutter u. a. (1995b), Gutsch (1998),Plan-
nerer (1998) und Lopes Madaleno (2002), sowie jeweilige Modellierung unter Verwendung


































Tiso = 25 °C
De Schutter (1995) 
Tiso = 20 °C
Abbildung 3.19: Isotherme Messungen von De Schutter u. a. (1995b) und Lopes Madaleno
(2002), sowie Modellierung anhand des Hydratationsmodells nach De Schutter u. a. (1995b)
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4 Materialmodell für Staumauern aus
Massenbeton
4.1 Entwicklung der Materialparameter während des
Erhärtungsprozesses
Während des Hydratationsprozesses unterliegen die thermischen und strukturmechanischen
Materialeigenschaften des jungen Betons einer zeitlichen Variation. Diese Entwicklung der
Materialeigenschaften während des Erhärtungsvorgangs besitzt dabei einen jeweils spezifischen
Einfluss auf die resultierende Wärme- und Spannungsverteilung. In den nachfolgenden Kapiteln
werden die Materialeigenschaften, deren Größe und Verlauf ausführlicher beschrieben.
4.1.1 Spezifische Wärmekapazität
Nach Untersuchungen von Mandry (1961), Breugel (1994) und Neville (1997) liegt die
spezifische Wärmekapazität cB des ausgehärteten Normalbetons im Bereich von 0,85 bis
1,15 kJ/(kg K). Sie kann nach USBR (1949) aus den jeweiligen Wärmekapazitäten der einzel-
nen Bestandteile ermittelt werden. Mit der Erweiterung um den Flugaschenanteil durch Rostásy




(mZ · cZ +mW · cW +mF A · cF A +mA · cA) (4.1)
mit:
cB spezifische Wärmekapazität des Betons kJ/(kg K)
ci spezifische Wärmekapazität des jeweiligen Bestandteils i nach Tabelle 4.1 kJ/(kg K)
mi Massenanteile des jeweiligen Bestandteils i des Betons kg/m3
ρB Dichte des Betons kg/m3
Für Frischbeton liegt die Untergrenze für die spezifische Wärmekapazität etwas höher bei
ca. 1,0 kJ/(kg K) (Gutsch 1998; Plannerer u. a. 2000; Kosmahl 2006). Demnach nimmt die
spezifische Wärmekapazität mit zunehmender Aushärtung während der Hydratation geringfügig
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ab. Breugel (1980) und Rostásy u. a. (1994) geben die Abnahme mit ca. 5 % bis 8 % an.
Die Abnahme wird von Breugel (1980) durch die geringere Wärmekapazität des gebundenen
Wassers gegenüber ungebundenem Wasser begründet. Basierend auf (4.1) formuliert Breugel




(mZ · cZ +mF A · cF A +mA · cA − 0,2 ·mZ · α(t)·cW ) (4.2)
Die Untersuchungen von Hamfler (1988) zeigen hingegen nur einen untergeordneten Einfluss
der, durch die zeitliche Entwicklung beschriebenen, Variation der spezifischen Wärmekapazität
auf die Temperaturentwicklung. Vereinfachend kann daher auch auf (4.1) zurückgegriffen
werden.
4.1.2 Wärmeleitfähigkeit
Nach Eibl u. a. (1974) liegt die Wärmeleitfähigkeit λB von erhärtetem Normalbeton in Ab-
hängigkeit von der Zuschlagsart zwischen 1, 2 und 4 W/(mK). Breugel (1994) grenzt diesen
Bereich etwas stärker auf 1,9 bis 3,5 W/(mK) ein. Die Wärmeleitfähigkeit ist abhängig von der
Temperatur sowie dem Feuchte- und Luftporengehalt des Betons und der Art und Menge der
Zuschläge (Plannerer u. a. 2000; Lopes Madaleno 2002; Kosmahl 2006). Da die Temperatur
und der Feuchtegehalt während des Hydratationsprozesses variieren, ändert sich auch die
Wärmeleitfähigkeit im Laufe der Erhärtung. Diese Abhängigkeit wurde von mehreren Autoren
mit stark abweichenden Ergebnissen untersucht. Während beispielsweise Brown u. a. (1970)
und Reinhardt u. a. (1982) eine leichte Abnahme der Wärmeleitfähigkeit mit fortschreitender
Hydratation angeben und die Versuche von Staffa (1994) so gut wie keine Veränderungen
zeigen, beschreibt Breugel (1980) hingegen einen leichten Anstieg von 5-10 % und Marechal
(1972) sogar einen starken Anstieg von bis zu 50 % nach 2-4 Tagen.
Anhand einer Sensitivitätsanalyse zeigt Hamfler (1988) jedoch, dass die Variation der Wär-
meleitfähigkeit, ebenso wie die Wärmekapazität, nur einen untergeordneten Einfluss auf die
Temperaturentwicklung besitzt. Daher wird in der vorliegenden Arbeit vereinfachend eine kon-
stante Wärmeleitfähigkeit angesetzt. Diese setzt sich analog zur spezifischen Wärmekapazität





(mZ · λZ +mW · λW +mF A · λF A +mA · λA) (4.3)
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Tabelle 4.1: Anhaltswerte für die Wärmeleitfähigkeit λ und die spezifische Wärmekapazität c
der einzelnen Betonbestandteile nach Rostásy u. a. (2002b) und Mandry (1961)
Mandry (1961)
Bez. kJ/(kgK) Bez. W/(mK) W/(mK)
cW 4,18 λW 0,6 0,6
Zementklinker cZ 0,84 λZ 1,3 1,23
Flugasche cFA 0,84 λFA 1,3 -
Kies/-sand 0,84 3,0 - 4,0 -
Granit 0,75 2,6 - 3,0 2,6 - 2,9
Basalt 0,80 2,0 - 2,5 1,9 - 2,2
Kalkstein 0,75 2,0 - 3,0 2,6 - 4,0
Dolomit 0,80 3,0 - 3,5 -



















Der Temperaturausdehnungskoeffizient beeinflusst die Größe der temperaturinduzierten Dehnun-
gen und Spannungen signifikant, da er gemäß (2.1) linear in das Temperatur-Dehnungs-Gesetz
eingeht (Rucker u. a. 2003; Qin 2005; Kosmahl 2006). Er setzt sich aus den jeweiligen Tempe-
raturausdehnungskoeffizienten der einzelnen Bestandteile des Betons zusammen (Tab. 4.2).
In Abhängigkeit der Zuschlagsart und des Zementgehaltes ergeben sich für trockenen Beton
so Temperaturausdehnungskoeffizienten zwischen 6,6 · 10 -6 und 13,4 · 10 -6 K-1 (Tab. A.1).
Ziegeldorf u. a. (1979) haben die Auswirkungen der Temperatur und des Feuchtegehalts auf den
Temperaturausdehnungskoeffizienten untersucht. Demnach fällt der Temperaturausdehnungs-
koeffizient bei 150 °C ca. 10 % höher aus als bei 30 °C. Der Wärmeausdehnungskoeffizient
steigt mit zunehmendem Feuchtegehalt zunächst an, bevor er ab einem Sättigungsgrad von
ca. 80 % wieder abnimmt (Ziegeldorf u. a. 1979). Daher ist der Wärmeausdehnungskoeffizient
bei feuchtem Beton um 17 bis 37 Prozent höher als bei trockenem Beton (Ziegeldorf u. a.
1979), wohingegen vollständig gesättigter Beton einen um 8 % bis 24 % niedrigeren Wärme-
ausdehnungskoeffizienten besitzt (Dettling 1962).
Ungebundenes Wasser besitzt einen hohen Wärmeausdehnungskoeffizienten (Tab. 4.2) (Weigler
u. a. 1974). Daher fällt der Temperaturausdehnungskoeffizient in den ersten Stunden, in denen
das Anmachwasser noch nicht vollständig chemisch gebunden ist, höher aus (Mangold 1994,
Rostásy u. a. 2002b). Dies deckt sich mit den Versuchsergebnissen von Alexander (1972),
Weigler u. a. (1974), Nolting (1988) und Emborg (1989). Eine präzise Quantifizierung des
zeitlichen Verlaufs des Wärmeausdehnungskoeffizienten von jungem Beton ist allerdings noch
nicht gelungen (Lopes Madaleno 2002).
47
4 Materialmodell für Staumauern aus Massenbeton
Tabelle 4.2: Wärmeausdehnkoeffizienten αT in 1 · 10-6 K-1 der einzelnen Betonbestandteile
















































9 - 12 5 - 7,5 9 - 13 6 - 12 6 - 10 5 - 9 4 - 8
Für die Modellierung der vorliegenden Arbeit ist der Temperaturausdehnungskoeffizient erst
ab dem Beginn der Steifigkeitsentwicklung relevant, da vorher Verformungen rein plastisch
umgesetzt werden (Kapitel 4.1.5). Die Steifigkeitsentwicklung beginnt in den hier untersuchten
Varianten erst nach etwa 12 bis 24 Stunden (Anhang E.2). Daher ist der erhöhte Tempera-
turausdehnungskoeffizienten innerhalb der ersten Stunden in dieser Arbeit vernachlässigbar.
Der Temperaturausdehnungskoeffizient wird für die durchgeführte Modellierung vereinfachend
konstant zu αT = 10 · 10-6 K-1 angesetzt.
4.1.4 Spannungs-Dehnungs-Beziehung
Das Hook’sche Gesetz stellt eine vereinfachte Spannungs-Dehnungs-Beziehung dar, die die
Spannungen und Dehnungen linear über den E-Modul koppelt. Bei höheren Belastungsgra-
den nehmen jedoch die Dehnungen des Betons aufgrund von Mikrorissen im Verhältnis zu
den Spannungen überproportional zu, so dass ein nicht-lineares Materialverhalten vorliegt
(Rostásy u. a. 1993; Mangold 1994; Neville 1997). Bei jungem Beton ändert sich der Verlauf
der Spanungs-Dehnungs-Linie zusätzlich über den Hydratationsprozess in Abhängigkeit der
Festigkeitsentwicklung (Abb. 4.1). Nicht lineare Spannungs-Dehnungs-Beziehungen werden
durch die maximal aufnehmbare Spannung (Druckfestigkeit fc, Zugfestigkeit fct), die daraus
resultierende maximale Dehnung (Bruchdehnung εb, Bruchzugdehnung εbt) und den Völligkeits-
grad charakterisiert (Byfors 1980; Wierig u. a. 1982). Der Völligkeitsgrad entspricht dabei der
Fläche unterhalb der spezifischen Spannungs-Dehnungs-Linie (Byfors 1980).
Die Bruchdehnung ist die Dehnung, die infolge maximaler Spannung bei Erreichen der Fes-
tigkeit auftritt. Wird die Festigkeit überschritten, kommt es zur Rissbildung, wodurch die
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fc = 0,1 - 0,2 N/mm
2
fc = 0,4 - 0,8 N/mm
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fct = 0,006 N/mm
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Abbildung 4.1: Veränderung des Verlaufs der Spannungs-Dehnungs-Linie mit zunehmender
Festigkeit für Druckbeanspruchung nach Wierig u. a. (1982) (links) und Zugbeanspruchung
nach Byfors (1980) (Mitte), sowie die von De Schutter u. a. (1996) gemessene Spannungs-
Dehnungs-Linien in Abhängigkeit des Hydratationsgrades (rechts)
noch ungerissenen Bereiche entlastet werden. Die Bruchdehnung ist für jungen Beton über
die Erhärtungsdauer nicht konstant, da sie von der sich entwickelnden Festigkeit abhängig
ist. Abbildung 4.2 zeigt die Messwerte der Bruchdehnung unter Druckbeanspruchung von
De Schutter u. a. (1996), Wierig u. a. (1982), Brameshuber u. a. (1989) und Hansen (1956).
Zusätzlich sind die zugehörigen Modellierungsansätze von Byfors (1980) und De Schutter u. a.
(1996) dargestellt (Tab. 4.3). Beide Ansätze bilden die Messwerte adäquat ab. Bei kleineren
Festigkeiten, bei denen sich der Beton noch ausgeprägt viskos verhält, ist die Bruchdehnung
hoch. Mit zunehmender Festigkeit bis in den Bereich von ca. 5-10 N/mm2 nimmt sie jedoch
schnell ab, um anschließend wieder leicht anzusteigen. Die Bruchdehnung unter Zugbeanspru-































Abbildung 4.2: Bruchdehnung unter Druckbeanspruchung in Abhängigkeit der Druckfestig-
keit nach De Schutter u. a. (1996). Vergleich von Messwerten und Modellansätze gemäß
Tabelle 4.3.
49
4 Materialmodell für Staumauern aus Massenbeton
Tabelle 4.3: Modellierungsansätze für die Bruchdehnung unter Druckbeanspruchung
Ansatz nach Druckbruchdehnung b
fc > 5 N/mm2: a = 0,244, b = -0,652


















  Dehnung b = Bruchdehnung  = spezifische Dehnung b 
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Abbildung 4.3: Entwicklung der Spannungs-Dehnungs-Linie für CEM III/B während der Erhär-
tung des Betons in Abhängigkeit des Hydratationsgrades α. Vergleich der altersabhängigen
Modelle aus Tabelle 4.4 in Kombination mit den Bruchdehnungsansätzen nach Tabelle 4.3
mit Messdaten von De Schutter u. a. (1996).
Popovics (1970) gibt eine Übersicht über bestehende nicht-lineare Spannungs-Dehnungs-Linien
(Tab. 4.4). Diese sind jedoch alle unabhängig vom Betonalter. Laube (1990) und De Schutter
u. a. (1996) hingegen geben jeweils altersabhängige Spannungs-Dehnungs-Beziehung an. Beide
Ansätze sind in Abhängigkeit des Hydrartationsgrades α sowie der zugehörigen Festigkeit
fc(α) und Bruchdehnung ε(α) formuliert (Tab. 4.4). Abbildung 4.3 links zeigt, dass beide
altersabhängigen Ansätze die tatsächlichen Dehnungen in sehr jungem Beton (α=0,303)
unterschätzen. Für die restlichen Darstellungen (α ≥0,577) in Abbildung 4.3 ist ersichtlich, dass
die Ansätze von Laube (1990) mit einer Bruchdehnung nach Byfors (1980)(rot gestrichelt) und
von De Schutter u. a. (1996) (blau) annähernd identische Ergebnisse liefern und die Spannungs-
Dehnungsbeziehung für den ausgehärteten Beton (α=0,983) am exaktesten abbilden. Für die
Hydratationsgrade 0,577 ≤ α ≤ 0,893 werden die Dehnungen mit diesen Ansätzen allerdings
überschätzt.
4.1.5 Elastizitätsmodul
Beton besitzt ein viskoelastisches Materialverhalten. Der Elastizitätsmodul (E-Modul) be-
schreibt dabei den linear elastischen Anteil. Über das Hooke’sche Gesetz definiert der E-Modul
den Zusammenhang zwischen Spannungen und Dehnungen. Die Steifigkeit des ausgehärteten
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Betons hängt primär von den Eigenschaften des Zements und der Zuschlagstoffe ab (Manns
1970; Wierig u. a. 1982; Grübl u. a. 2002). Des Weiteren hat der Wasserzementgehalt (W/Z-
Wert) einen starken Einfluss, wobei ein höherer Feuchtegehalt im Beton aufgrund der geringen
Kompressibilität von Wasser zu einer höheren Steifigkeit führt (Weigler u. a. 1974; Grübl u. a.
2002). Die zeitliche Entwicklung der Steifigkeit von Beton ist hingegen unabhängig von der
Zuschlagsart. Sie richtet sich ausschließlich nach der Frischbetontemperatur und dem Verlauf
der hydratationsbedingten Wärmeentwicklung (Weber u. a. 2013). Die Wärmeentwicklung wird
von der Zementrezeptur und den vorliegenden thermischen Randbedingungen gesteuert. Der
E-Modul kann bei Druck- und Zugbeanspruchung jeweils unterschiedliche Werte besitzen. Das
ist allerdings nur bei sehr geringen Festigkeiten kleiner 0,5 N/mm2 ausschlaggebend (Byfors
1980) und wird daher in dieser Arbeit nicht berücksichtigt.
Für die Beschreibung der zeitlichen Entwicklung des E-Moduls existieren verschiedene Ansätze,
die unter anderem von Rostásy u. a. (2002b), Kosmahl (2006), Lopes Madaleno (2002) und
Plannerer (1998) zusammengefasst und erläutert werden. Die wesentlichen Ansätze sind in
Tabelle 4.5 und 4.6 aufgeführt. Die experimentelle Bestimmung des E-Moduls in jungem
Beton ist sehr aufwändig. Deshalb beschreiben einige Modelle, wie z.B. das von Breitenbücher
(1989) und der Modell Code 90 des Comité euro-interantional du béton (CEB 1993) den
E-Modul indirekt über die Entwicklung der Druckfestigkeit. Bei Verwendung dieser indirekten
Methode wird die Entwicklung des E-Moduls in der Anfangsphase, die für die Untersuchung
der Spannungsentwicklung infolge Hydratation besonders relevant ist, aber nur näherungsweise
abgebildet (Plannerer 1998). Andere Modelle, wie die von Rostásy u. a. (1994), Gutsch (1998),
De Schutter u. a. (1996) und Plannerer (1998) sowie das Skandinavische Modell formulieren
daher den E-Modul direkt in Abhängigkeit vom Hydratationsgrad oder der Reifezeit.
Tabelle 4.5: Ansätze für die Entwicklung des E-Moduls
Ansatz nach Ec(α) in Abhängigkeit des Hydratationsgrades α
α0=0,35; b=2/3 für CEM III/B
(mz=390 kg/m3; mw=183 kg/m3) 
α0=0,25; b=0,621 für CEM III/B
(mz=300 kg/m3; mw=150 kg/m3)
Rostasy und Onken 
(1994), Gutsch (2000)
de Schutter und Taerwe 
(1996)
mz = Masse Zement, mw = Masse Wasser
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Tabelle 4.6: Ansätze für die Entwicklung des E-Moduls (Fortsetzung)
Ansatz nach Ec(fc) in Abhängigkeit der Druckfestigkeitsentwicklung
a, b = dimensionslose Beiwerte zur Festigkeitsentwicklung
w/z = Wasserzementwert
s = 0,2 schnell erhärtende Betone
s = 0,25 normal erhärtende Betone s 
s = 0,38 langsam erhärtende Betone 
t1= 1 Tag




a(t)=0,73 für t ≤ 3d
a(t)=0,87 für 3d < t ≤ 4d
a(t)=1 für t > 4d
Ansatz nach Ec(fct) in Abhängigkeit der Zugfestigkeitsentwicklung fct
Laube (1990)
mit
Ansatz nach Ec(tw) in Abhängigkeit der Reifezeit tw
a = 3,0 schnell erhärtende Betone
a = 1,0 normal erhärtende Betone 
a = 0,7 langsam erhärtende Betone
Scandinavian Models, 
siehe Perderson (1997) a, b = Regressionsparameter
Plannerer (1998)
Wesche (1993)
Modell Code 90 (1993)
Umehara u. a. (1994)
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Reifezeit te in Tagen
de Schutter und Taerwe (1996)
Rostásy und Onken (1994)
Gutsch (1998)
Plannerer (1998)
Model Code 90, CEB (1990)
Model Code 90 modifiziert, Kanstad u.a. (2003)
Eurocode 2 (2011)
Abbildung 4.4: Zeitlicher Verlauf der Entwicklung des E-Moduls nach unterschiedlichen
Modellen im Vergleich
Abbildung 4.4 vergleicht die zeitliche Entwicklung einiger ausgewählter Modelle basierend auf
dem in dieser Arbeit modellierten Beton mit einem CEMIII-B und einer Frischbetontemperatur
von 23 °C. Der Modell Code 90 berücksichtigt das anfänglich rein plastische Materialverhalten
des jungen Betons bis zum Erhärtungsbeginn nicht, weshalb dieser von Kanstad u. a. (2003)
diesbezüglich modifiziert wurde. Auch bei Plannerer (1998) wird diese rein plastische Anfangs-
phase nur ansatzweise durch den Funktionsverlauf angedeutet.
Der Endwert des E-Moduls wird bei Plannerer (1998) deutlich früher und im Modell Code 90
erst deutlich später erreicht, als in den restlichen Ansätzen. Dabei handelt es sich bei Gutsch
(1998) um eine Fortführung der Arbeiten von Rostásy u. a. (1994). Auch De Schutter u. a.
(1996) bedienen sich derselben Ansatzfunktion wie Rostásy u. a. (1994). Alle Autoren haben
jedoch eigene Versuche zur Bestimmung des Startwertes α0 und des Exponenten b durchgeführt.
Da mit De Schutter u. a. (1996) und Gutsch (1998) zwei unabhängige Forschungsgruppen
annähernd identische Ergebnisse erzielen und das Hydratationsmodell bereits nach De Schutter
u. a. (1995a) modelliert wird, wird in der vorliegenden Arbeit für die Entwicklung des E-Moduls
der Ansatz von De Schutter u. a. (1996) gewählt.
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4.1.6 Festigkeit
Die Festigkeit des erhärteten Betons hängt bei den für den Staumauerbau üblichen Zuschlägen
hauptsächlich von der Zementart und dem Zementanteil ab. Im Gegensatz zur Steifigkeit haben
die Zuschläge hier keinen nennenswerten Einfluss auf die Gesamtfestigkeit des Betons. Die
Festigkeitsentwicklung ist abhängig von der durch die Temperatur gesteuerten Hydratationsge-
schwindigkeit. Höhere Temperaturen während der Hydratation bewirken zwar einen schnelleren
Hydratationsablauf und damit auch eine schnellere Entwicklung der Festigkeit (Gutsch 1998;
Anders u. a. 2013), allerdings fällt die Endfestigkeit hingegen geringer aus (Abb. 4.5). Dies wird
mit den unterschiedlichen Längen der sich ausbildenden CSH-Phasen begründet. Während sich
bei einem schnellen Hydratationsablauf vorwiegend kurzfasrige CSH-Phasen bilden, entstehen
bei einem langsameren Ablauf mehr langfasrige CSH-Phasen. Diese stellen einen besseren
Verbund her als kurzfasrige CSH-Phasen (Breugel 1991; Odler 1991). Mit zunehmendem
Zementgehalt hingegen sind sowohl die Festigkeiten bei gleichem Hydratationsgrad, als auch
die Endfestigkeiten höher, als bei Betonen mit niedrigerem Zementgehalt (Gutsch 1998).
In der Literatur existieren verschiedene Modellansätze für die Bestimmung der zeitlichen Ent-
wicklung der Druck- und Zugfestigkeit. Die meisten Ansätze sind entweder in Abhängigkeit
der Reifezeit tw oder des Hydratationsgrades α formuliert. In Tabelle 4.7 sind die wesentlichen
Ansätze für die Druckfestigkeit fc und in Tabelle 4.8 die wesentlichen Ansätze für die Zugfes-
tigkeit fct zusammengefasst. Je nach Ansatz werden die Zugfestigkeiten entweder durch eine
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Abbildung 4.5: Veränderung des Verlaufs der Druckfestigkeit in Abhängigkeit der Erhärtung-
stemperatur nach Untersuchungen von a) Byfors (1980) und b) Wihler (2003)
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Tabelle 4.7: Ansätze für die zeitliche Entwicklung der Druckfestigkeit fc
Ansatz nach fc(tw) in Abhängigkeit der Reifezeit tw in Tagen
s = 0,20 schnell erhärtende Betone
s = 0,25 normal erhärtende Betone
s = 0,38 langsam erhärtende Betone
w/z = Wasser-Zementgehalt
a,c = Parameter
 = fc(tw=)/fc(28), kr = Parameter 
tw0 = Reifezeit bei Festigkeitsbeginn
a, b, c = Parameter
Ansatz nach fc() in Abhängigkeit des Hydratationsgrades 
0 = Hydratationsgrad bei Festigkeitsbeginn
a = Parameter
Ansatz nach fc(fct) in Abhängigkeit der Zugfestigkeit fct
      = spezifische Zugfestigekeit = fct()/fct(=1)
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Tabelle 4.8: Ansätze für die zeitliche Entwicklung der Zugfestigkeit fct
Ansatz nach fct() in Abhängigkeit des Hydratationsgrades 
0 = Hydratationsgrad bei Festigkeitsbeginn
b = Parameter
Ansatz nach fct(fc) in Abhängigkeit der Druckfestigkeit fc





 = 2/3 für tw < 28 Tage
 = 1 für tw  28 Tage
Laube (1990)
Rostásy und Onken (1994) 
Gutsch (1998)
De Schutter und Taerwe (1996) 
EC2-1(2011)
In Abbildung 4.6 ist die Entwicklung der spezifischen Druck- und Zugfestigkeiten über den
Hydratationsgrad grafisch aufgetragen. Für die Modelle in Abhängigkeit der Reifezeit tw werden
die Festigkeiten über das Hydratationsmodells nach De Schutter u. a. (1995b) bei isothermen
Randbedingungen von 20 °C den jeweils zugehörigen Hydratationsgraden α zugeordnet. Die
Zugfestigkeit entwickelt sich im Allgemeinen schneller als die Druckfestigkeit (De Schutter u. a.
1996). Dies wird in allen gezeigten Modellen abgebildet.
Während die Festigkeitsentwicklung in den Modellen nach CEB (1993), Wesche (1993) und
EC2-1 (2011) direkt nach dem Beginn der Hydratation einsetzt, beginnt sie in den Modellen
nach Rostásy u. a. (1994), De Schutter u. a. (1996) und Gutsch (1998) erst verzögert. Die
unterschiedlichen Verzögerungen des Festigkeitsbeginns lassen sich auf die unterschiedlichen
Betonrezepturen (Tab. A.3) zurückführen. De Schutter u. a. (1996) verwenden den höchsten
Zementgehalt und verzeichnen dadurch einen früheren Festigkeitsbeginn als Gutsch (1998) und
Rostásy u. a. (1994).
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0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
Hydratationsgrad 
CEM III/B 32,5
Abbildung 4.6: Verlauf der Festigkeitsentwicklung anhand der unterschiedlichen Modelle aus
den Tabellen 4.7 und 4.8 für einen CEM III/B 32,5.
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4.2 Kriechen und Relaxation von Beton
Beton besitzt ein viskoelastisches Materialverhalten. Die Viskoelastizität wird durch die Vorgän-
ge des Kriechens und der Relaxation beschrieben. Kriechen beschreibt die Verformungszunahme
unter konstanter Belastung über die Zeit, während Relaxation die Spannungsabnahme bei
konstanter Verformung über die Zeit darstellt. Kriechen und Relaxation resultieren aus denselben
mechanisch-physikalischen Vorgängen (Plannerer 1998; Eierle 2000a). Die aus einer Belastung
resultierende Feuchteumlagerung im Zement wird als Hauptursache für das Kriechen und die
Relaxation angeführt (Neville u. a. 1983; Tanabe u. a. 1993; Mangold 1994). Darüber hinaus
werden weitere mögliche Ursachen diskutiert, wie beispielsweise ein interkristalines Gleiten
(Neville u. a. 1983; Müller 1986). Eine ausführliche Beschreibung der möglichen Ursachen ist in
Anders u. a. (2013) zu finden.
Vor allem bei jungem Beton ist das viskoelastische Materialverhalten besonders ausgeprägt
und besitzt somit einen großen Einfluss auf die Spannungsentwicklung (De Schutter u. a.
2000). Folglich ist die Berücksichtigung von Kriechen und Relaxation für die in dieser Arbeit
untersuchte Fragestellung relevant.
4.2.1 Einflussfaktoren auf das Kriechen
Die Einflussfaktoren werden häufig in innere, materialabhängige, und äußere Faktoren unterteilt
(Gutsch 1998; Plannerer 1998). Diese werden im Folgenden näher beschrieben.
Innere Einflussfaktoren Zu den inneren Einflussfaktoren zählen die verwendete Zementart,
die Betonfestigkeit, der W/Z-Wert sowie die Steifigkeit und Korngröße des Zuschlags. Kriechen
tritt ausschließlich im Zementstein auf, während der Zuschlag durch seine Steifigkeit dem
entgegen wirkt (Hummel u. a. 1962; Plannerer 1998; Lopes Madaleno 2002). Folglich sind die
Kriechverformungen umso größer, je höher der Zementgehalt ist. Bei einem höheren Anteil
und/oder E-Modul des Zuschlags fallen die Kriechverformungen dagegen geringer aus (Hummel
u. a. 1962). Ein höherer W/Z-Wert führt laut Troxell u. a. (1958), Huckfeldt (1993) und Gutsch
(1998) zu einer Kriechbeschleunigung.
In jungem Beton besitzt hauptsächlich die Zementart und die Festigkeitsklasse einen Einfluss
auf das Kriechverhalten, da diese die Hydratationsgeschwindigkeit steuern (Weigler u. a. 1981).
Je höher die Festigkeit desto kleiner fällt aufgrund der reduzierten Porosität und des geringeren
W/Z-Wertes das Kriechvermögen aus (Zilch u. a. 2006). Allgemein weisen Betone mit langsam
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erhärtenden Zementen (z.B. CEM III/B) ein höheres Relaxationsvermögen auf, als Betone mit
normal oder schnell erhärtenden Zementen (Troxell u. a. 1958, Mangold 1994).
Äußere Einflussfaktoren Die äußeren Faktoren umfassen das Alter bei Belastungsbeginn, die
Belastungsdauer, den Belastungsgrad, die Belastungsart (Druck oder Zug) sowie die Temperatur
und die Luftfeuchtigkeit (Byfors 1980). Mit zunehmendem Betonalter bei Belastungsbeginn
nimmt das Kriechvermögen überproportional ab (Abb. 4.13). Mit anhaltender Belastungsdauer
wird die Zunahme der Kriechdehnung zunehmend verzögert, bis sie einen Endwert erreicht
hat. Während sich bei niedrigen Belastungsgraden die resultierende Kriechverformung linear
zur angreifenden Spannung verhält, wächst bei hohen Belastungsgraden die Kriechdehnung
überproportional zur angreifenden Spannung (Kapitel 4.2.6). Huckfeldt (1993) beschreibt eine
Beschleunigung des Kriechprozesses bei hohen Temperatur und/oder, einer hohen Feuchte.
Troxell u. a. (1958) hingegen weisen anhand ihrer Versuche nach, dass das Kriechen sich mit
zunehmender Feuchte reduziert und auch Domone (1974) zeigt, dass Zugkriechdehnungen
von versiegelten Proben kleiner sind als von austrocknenden Proben. Für den Einfluss des
Belastungsgrades siehe Kapitel 4.2.6.
4.2.2 Einflussfaktoren auf die Relaxation
Da die Relaxation auf denselben physikalisch-mechanischen Prozessen basiert wie das Kriechen,
sind auch die Einflussfaktoren äquivalent zu den in Kapitel 4.2.1 diskutierten inneren und
äußeren Einflussfaktoren des Kriechens. Im Gegensatz zum Kriechen, ist die Relaxation jedoch
nicht vom Belastungsgrad abhängig. Dies lässt sich durch die Zugrelaxationsversuche von
Rostásy u. a. (1994) mit unterschiedlichen Beanspruchungsgraden von 50 % und 70 % belegen.
Auch Morimoto u. a. (1995) stellen durch Druckrelaxationsversuchen bei den Belastungsgraden
30 %, 60 % und 80 % keine Abhängigkeit zum Belastungsgrad fest. Allerdings besitzt die
Belastungsart (Druck oder Zug) bei der Relaxation einen größeren Einfluss als beim Kriechen
(Morimoto u. a. 1995). Demnach ist die Relaxation unter Zugbelastung kleiner und erreicht
früher ihren Endwert als bei Druckbeanspruchung. Allgemein weisen Betone mit langsam
erhärtenden Zementen (z.B. CEM III/B) ein höheres Relaxationsvermögen auf als Betone mit
normal oder schnell erhärtenden Zementen (Rostásy u. a. 1994). Dies wird auch durch die
Versuche von Gutsch (1998) belegt, bei denen er sowohl Beton mit Portlandzement als auch
Beton mit Hochofenzement untersucht.
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4.2.3 Zusammenhang zwischen Kriechen und Relaxation
Zwischen Kriechen und Relaxation besteht ein eindeutiger Zusammenhang für dessen Ermittlung
Bažant u. a. (1974) ein analytisches Verfahren entwickelt haben. Wie von Kosmahl (2006)
erläutert, ist dieses Verfahren jedoch sehr aufwändig, weshalb unterschiedliche analytische
Näherungsansätze für die gegenseitige Überführung von Kriechzahl ϕ und Relaxationszahl Ψ
entwickelt wurden. Weit verbreitet sind die Ansätze nach Dischinger und Trost.
Dischinger (1937) stellt den Bezug über eine Exponentialfunktion her,
Ψ(t,t0) = e
ϕ(t,t0) (4.4)





Rostásy u. a. (1972) und Gutsch (1998) vergleichen beide Ansätze mit eigenen Messdaten.
Demnach überschätzt der Dischinger-Ansatz nach (4.4) die Relaxation deutlich, während der
Ansatz nach Trost (1966) in (4.4) die Relaxation leicht unterschätzt. Für eine bessere Anpassung
erweitert Trost (1967) seinen Ansatz um den vom Betonalter abhängigen Relaxationskennwert ρ:
Ψ(t,t0) = 1 −
ϕ(t,t0)
1 + ρ · ϕ(t,t0)
mit: ρ ≤ 1 (4.6)
Gutsch (1998) entwickelte zur Bestimmung des Relaxationskennwerts ρ eine bilineare Funktion
in Abhängigkeit des Hydratationsgrades. Aufgrund des direkten Zusammenhangs zwischen
Kriechen und Relaxation wird im weiteren Verlauf des Kapitels 4.2 ausschließlich das Kriechen
beschrieben.
4.2.4 Kriechen bei Be- und Entlastung
Das Kriechvermögen ist vom Betonalter zum Zeitpunkt des Belastungsbeginns abhängig und
nimmt mit dem Alter ab. Die Gesamtdehnung ε setzt sich aus der sofort auftretenden elastischen
Dehnung εel und der von der Belastungsdauer abhängigen Kriechdehnung εc zusammen wie
in Abbildung 4.7 a dargestellt (Gutsch 1998). Die Kriechverformung verursacht während der
ersten Stunden der Hydratation einen Großteil der Gesamtverformung (Plannerer 1998). Daher
hat das Kriechen einen entscheidenden Einfluss auf die Zwangsspannungen infolge Hydratation.
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Eine Entlastung kann als Spannungssprung mit negativem Vorzeichen zusätzlich zur fiktiv
weiter wirkenden vorangegangene Belastung betrachtet werden (Gutsch 1998; Zilch u. a. 2006).
Es erfolgt ein sogenanntes partielles „Rückkriechen“ mit dem zum Entlastungszeitpunkt vor-
handenen Kriechvermögen (Abb. 4.7). Da das Kriechvermögen zum Entlastungszeitpunkt t1
kleiner ist als zum Belastungszeitpunkt t0, verbleibt auch nach einer vollständigen Entlastung
eine irreversible Kriechdehnung. Die Kriechverformung setzt sich folglich aus einem reversiblen,
verzögert elastischen Anteil und einem irreversiblen viskosem Anteil zusammen (Lopes Mada-
leno 2002). In jungem Beton verbleibt zusätzlich ein irreversibler Anteil aus der elastischen
Verformung, da die Steifigkeit zum Zeitpunkt der Entlastung t1 höher ist als zum Zeitpunkt



















































εel(t1) + εpl(t1) = εel(t0)






















a) ausgehärteter Beton    E(t0)= E(t1) = E(t2)
Abbildung 4.7: Viskoelastische Verformung des Betons infolge Be- und Entlastung a) mit und
b) ohne Berücksichtigung der Erhärtung in Anlehnung an Plannerer (1998), Eierle (2000a)
und Kosmahl (2006)
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4.2.5 Grund- und Trocknungskriechen
Wie in Kapitel 4.2.1 beschrieben ist das Kriechen vom Feuchtegehalt abhängig. Es wird daher
häufig in ein sogenanntes Grundkriechen und in Trocknungskriechen aufgeteilt (Plannerer
1998; Kosmahl 2006). Das Grundkriechen definiert dabei den Kriechanteil unter konstantem
Feuchtegehalt, während das Trocknungskriechen den Kriechanteil bei Feuchtereduktion infolge
Evaporation darstellt (Kosmahl 2006). Diese Unterteilung ist bei großen Bauteilabmessun-
gen und/oder hoher Umgebungsfeuchte jedoch vernachlässigbar (Grünberg u. a. 1994). Bei
hoher Umgebungsfeuchte ist die Evaporationsrate gering und bei massiven Bauwerken sind
die Transportwege zu den Bauteiloberflächen an denen die Verdunstung erfolgen kann relativ
weit. Während der Bauphase einer Gewichtsstaumauer ist somit hauptsächlich das Grundkrie-
chen von Bedeutung, während das Trocknungskriechen nur eine untergeordnete Bedeutung
besitzt (Gutsch 1998; De Schutter u. a. 2000). Bei erhärtetem Beton verursacht ein poröserer
Zementstein grundsätzlich ein größeres Trocknungskriechen als ein kompakter Zementstein,
da er in seinem Porenraum mehr Feuchtigkeit speichern kann, die nach und nach über die
Bauteiloberfläche verdunstet.
4.2.6 Abhängigkeit von der Belastungsart und dem Belastungsgrad
ACI (1971) stellt keinen eindeutigen Einfluss der Belastungsart (Zug oder Druck) auf das
Kriechen von erhärtetem Beton fest. Henning (1987) beobachtet bei Zugbeanspruchung ge-
ringeres Kriechen und Rostásy u. a. (1976) beschreiben hingegen ausgeprägteres Kriechen als
bei Druckbeanspruchung. Plannerer (1998) führt diese Unterschiede auf eine Mikrorissbildung
zurück. Lopes Madaleno (2002) wertet sowohl Kriechansätze, die auf Zugversuchen basieren,
als auch Kriechansätze, denen Druckversuchen zu Grunde liegen, aus. Er schlussfolgert daraus,
dass die Belastungsart bei jungem Beton keinen wesentlichen Einfluss auf die Kriechprozesse hat.
Für niedrige Belastungsgrade wird im Allgemeinen ein linearer Zusammenhang zwischen
Spannung und Dehnung angenommen, so dass für die Überlagerung von elastischen Dehnungen
und Kriechdehnungen das Superpositionsgesetz von Boltzmann angewendet werden kann. Als
Obergrenze dieses linearen Bereichs wird für erhärteten Beton je nach Autor ein maximaler
Belastungsgrad zwischen 25 % und 50 % angegeben (Tab. A.2). Im Eurocode 2 (EC2-1 2011)
wird das Kriechen ab einem Druckbelastungsgrad η = σ/fc = 0,45 zum Belastungsbeginn als
nicht linear behandelt.
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4.2.7 Mathematische Beschreibung des viskoelastischen
Materialverhaltens
In der Literatur existieren unterschiedliche mathematische Formulierungen zur Beschreibung
des viskoelastischen Materialverhaltens. Im Folgenden werden die drei gebräuchlichsten Arten
beschrieben:
Analytische Modelle Die Charakteristik der viskoelastischen Verformung wird mittels ana-
lytischer Funktionen abgebildet. Meist werden dafür logarithmische Funktionen oder Hyper-
belfunktionen verwendet. Diese bilden die Kriechzahl ϕ und die Relaxationszahl Ψ ab. Die
Kriechzahl ϕ beschreibt dabei das Verhältnis zwischen der Kriechdehnung εc und der soforti-
gen elastischen Dehnung ε0. Die Relaxationszahl Ψ hingegen bildet das Verhältnis zwischen








Wird die Kriechzahl ϕ oder die Relaxationszahl Ψ mit dem E-Modul E zusammengefasst, spricht
man von der Kriechfunktion C bzw. Relaxationsfunktion R. Diese werden von einigen Autoren
wie z.B. Bažant u. a. (1997), Shen (1992) und Qin (2005) auch als Komplianzfunktionen
bezeichnet. Damit ergeben sich die Kriechdehnung εc und die relaxierte Spannung σr wie folgt:
εc(t) = ε0 · ϕ(t) =
σ0
E
· ϕ(t) = σ0 · C(t) (4.8)
σr(t) = σ0 · Ψ(t) = ε0 · E · Ψ(t) = ε0 ·R(t) (4.9)
Darüber hinaus existiert auch die Formulierung über eine Nachgiebigkeitsfunktion N , bei der
unmittelbar die Gesamtdehnung ε dargestellt wird (Kosmahl 2006).






· ϕ(t) = σ0 ·
1 + ϕ(t)
E
= σ0 ·N(t) (4.10)
Die Funktionsparameter werden anhand von Messwerten aus Kriech- und Relaxationsversuchen
kalibriert (Zilch u. a. 2006). Es werden Summenansätze und Produktansätze unterschieden. Bei
den Summenansätzen werden die reversiblen (verzögert elastisch) und nichtreversiblen (Fließen)
Verformungsanteile getrennt ermittelt und anschließend superponiert. Bei den Produktansätzen
hingegen werden beide Anteile gemeinsam ermittelt. Aufgrund der Formulierung über die Zeit t,
wird die analytische Lösung auch als Integrallösung bezeichnet.
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Rheologische Modelle Eine Beschreibung des viskoelastischen Materialverhaltens kann
auch durch rheologische Modelle erfolgen. Diese Formulierung wird häufig auch als Differential-
lösung bezeichnet (Lopes Madaleno 2002; Kosmahl (2006)). Die wichtigsten Grundkörper zur
Beschreibung des viskoelastischen Materialverhaltens von Beton sind das Maxwell-Element und
das Kelvin-Element. Das Verformungs- bzw. Spannungsverhalten dieser beiden Elemente ist in
Abbildung 4.8 dargestellt.
Das Kelvin-Element weist bei Belastung eine zeitabhängige Verformung auf, die zunehmend
verzögert wird und so gegen einen Endwert konvergiert. Die Verformung ist nach Entlastung
vollständig reversibel. Bei konstanter Dehnung stellt sich eine konstante Spannung ein. Es
beschreibt somit verzögerte Elastizität und eignet sich damit zur Beschreibung reversibler
Kriechverformungen (Kosmahl 2006).
Das Maxwell-Element weist bei Belastung eine spontane, elastisch reversible Verformung auf,
gefolgt von einer zeitabhängigen irreversiblen Verformung, die bis zum Erreichen des Endwertes
linear verläuft. Bei konstanter Dehnung stellt sich eine zeitabhängige Spannungsentlastung ein,
die mit zunehmendem Spannungsabbau verzögert wird. Das Maxwell-Element eignet sich somit
zur Beschreibung der Relaxation (Kosmahl 2006).
Linear viskoelastisches Materialverhalten des alternden Betons lässt sich durch parallel geschal-
tete Maxwell-Elemente und in Reihe geschaltete Kelvin-Modelle abbilden (Bažant 1986). Für
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Abbildung 4.8: Grundkörper der rheologischen Modelle zur Beschreibung des viskoelastischen
Materialverhaltens a) Kriechen und b) Relaxation nach Kosmahl (2006)
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Erhärtungstheorie Bažant u. a. (1989) bemängeln verschiedene Aspekte der rein integralen
und differentialen Kriechformulierungen für erhärtenden Beton. Hierzu zählen unter anderem der
Ansatz der linearen Superposition und die mögliche Divergenz von Kriechkurven unterschiedlicher
Belastungszeitpunkte (Kapitel 4.2.8). Daher stellen Bažant u. a. (1989) die Erhärtungstheorie
(Solidification Theory) auf, bei der der aushärtende Beton in eine vollständig erhärtete Phase
und eine nicht erhärtete Phase (quasi plastisch) aufgeteilt wird. Dazu wird der Beton fiktiv
in einzelne Streifen unterteilt (Kosmahl 2006). Der Erhärtungsprozess wird hier durch den
zeitlichen Übergang des nicht erhärteten Phasenvolumens bzw. der nicht erhärteten Streifen
in das erhärtetete Phasenvolumen bzw. die erhärteten Streifen beschrieben. Dies ermöglicht
die jeweils zeitunabhängige Formulierung der Steifigkeit der beiden Phasen. So können für die
einzelnen Streifen Kriechansätzen verwendet werden, die nur noch von der Belastungsdauer
abhängig sind (Eierle 2000a). Zusätzlich entwickeln Bažant u. a. (1997) auch die Microprestress-
Solidification Theory, die auch Langzeitalterung beschreibt.
4.2.8 Grundlegende Ansätze zur Formulierung der Kriechzahl
Das Kriechen zum Zeitpunkt t ist sowohl vom Beginn der Belastung zum Zeitpunkt t0 als auch
von der Belastungsdauer t− t0 abhängig. Es existieren unterschiedliche Formulierungen auf
denen die verschiedenen Modellansätze, die nachfolgend in Kapitel 4.2.10 beschrieben werden,
basieren. Es können die folgenden drei Arten der Formulierung unterschieden werden (Gutsch
(1998); Kosmahl (2006)):
Fließen mit Alterung Dischinger (1937) entwickelte erstmals eine mathematische Formu-
lierung zur Beschreibung des Kriechens (Eierle 2000b). Er berücksichtigt die Abnahme des
Kriechvermögens mit zunehmender Alterung bei Belastungsbeginn. Der Verlauf der Kriechver-
formung über die Zeit zu unterschiedlichen Belastungszeitpunkten wird durch eine vertikale
Transformation aufeinander abgebildet (Abb. 4.9 a).
ϕ(t,t1) = ϕ(t,t0) − ϕ(t1 − t0) (4.11)
mit:
ϕ(t,t1) Kriechzahl für verzögert-elastisches Kriechen -
ϕ(t,t0) Grundkriechzahl für verzögert-elastische Kriechen -
ϕ(t1 − t0) Funktion für den zeitlichen Ablauf des Kriechens -
Der Ansatz erfasst dadurch nur irreversible Kriechverformungen. Reversible Kriechverformun-
gen können hingegen nicht abgebildet werden (Abb. 4.9 a rechts). Daher beschreibt diese
Formulierung alleine die Kriechprozesse, nach dem heutigen Stand, nicht realitätsnah.
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Verzögert-elastisches Kriechen Die Kriechzahl ϕV setzt sich hier aus einer konstanten
Grundkriechzahl und einer Funktion in Abhängigkeit der Belastungsdauer zusammen:
ϕV (t,t0) = ϕV 0 · fkV (t− t0) (4.12)
mit:
ϕV (t,t0) Kriechzahl bei verzögert-elastisches Kriechen -
ϕV 0 Grundkriechzahl für das verzögert-elastische Kriechen -
fkV (t− t0) Funktion für den zeitlichen Ablauf des Kriechens -
Der Verlauf der Kriechverformung über die Zeit zu unterschiedlichen Belastungszeitpunkten
wird durch eine horizontale Transformation aufeinander abgebildet (Abb. 4.9 b). Dadurch
kann zwar die reversible Kriechverformung abgebildet werden, aber nicht die Abhängigkeit des
Kriechvermögens vom Betonalter bei Belastungsbeginn. Eine Beschreibung des Kriechverhaltens
allein durch das verzögert-elastische Kriechen ist somit ebenfalls nicht ausreichend.
Affines Kriechen Analog zum verzögert-elastischen Kriechen besteht auch das affine Krie-
chen aus einer Grundkriechzahl und einer Zeitfunktion. Allerdings ist hier die Grundkriechzahl
nicht konstant, sondern vom Zeitpunkt des Belastungsbeginns t0 abhängig:
ϕA(t,t0) = ϕA0(t0) · fkA(t− t0) (4.13)
mit:
ϕA(t,t0) Kriechzahl bei affinem Kriechen -
ϕA0(t0) Grundkriechzahl in Abhängigkeit des Belastungsbeginns t0 -
fkA(t− t0) Funktion für den zeitlichen Ablauf des Kriechens -
Somit bildet die affine Kriechformulierung sowohl die reversiblen Anteile, als auch die Ab-
hängigkeit vom Betonalter zum Belastungsbeginn ab. Nachteilig ist jedoch die potentielle
Divergenz einzelner Kriechkurven. Dies würde im Fall der vollständigen Entlastung zu einer
Dehnungsumkehr führen (Anders u. a. 2013). Folglich würde die modellierte Kriechdehnung
dann entgegen den physikalischen Gesetzen im Anschluss an die vollständige Entlastung auch
ohne erneute Belastung wieder zunehmen.
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a) Fließen mit Alterung

























































Abbildung 4.9: Kriechverlauf bei identischer Spannung zu den unterschiedlichen Belastungszeit-
punkten t0 und t1 (links) und Kriechverlauf bei Belastung zum Zeitpunkt t0 und vollständiger
Entlastung zum Zeitpunkt t1 (rechts) für die unterschiedlichen Kriechtheorien a) bis c) in
Anlehnung an Kosmahl (2006) und Gutsch (1998)
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4.2.9 Kriechen in jungem Beton
Das Kriechen, speziell in jungem Beton, wurde unter anderen von Laube (1990), Westman
(1994), Umehara u. a. (1994), De Schutter u. a. (2000), Gutsch u. a. (2001), Østergaard
u. a. (2001), Altoubat u. a. (2001), Atrushi (2003) und Anders (2013) untersucht. Für die
mathematische Beschreibung des Kriechverlaufs werden hauptsächlich hyperbolische oder loga-
rithmische Funktionen zu Grunde gelegt (Anders u. a. 2013). Hyperbolische Funktionen besitzen
einen Endwert und bilden damit die Annahme ab, dass Kriechvorgänge nach einer bestimmten
Belastungsdauer vollständig abklingen. Logarithmische Funktionen hingegen besitzen keinen
Endwert und setzen damit voraus, dass Kriechvorgänge zwar abnehmen aber nie ganz abklingen.
Kriechprozessen wird im Allgemeinen jedoch ein Endkriechwert zugeordnet (Müller u. a. 2002;
Breitenbücher 1989).
Die noch nicht vollständig entwickelten Festigkeiten des jungen Betons können von den tempera-
turinduzierten Zwangsspannungen infolge der Hydratation durchaus erreicht oder überschritten
werden, so dass der Belastungsgrad den linearen Bereich übersteigt. Dies trifft vor allem auf
die weitaus niedrigere Zugfestigkeit von Beton zu. Emborg (1989) geht bei jungem Beton
hingegen schon bei kleineren Belastungsgraden von einer Nichtlinearität aus. Auch De Schutter
u. a. (1997) zeigen die überproportionale Zunahme der Kriechverformungen mit steigendem
Belastungsgrad anhand von Kriechversuchen mit den Belastungsgraden η = 20 % und 40 %.
Wie aus Abbildung 4.10 ersichtlich, ist die Kriechverformung für η = 40 % mehr als doppelt so
groß wie für η = 20 %. Folglich sind bei jungem Beton Spannungen und Dehnungen über weite
Bereichen nicht linear zueinander, so dass das Superpositionsgesetz laut Tschoegl (1989) und
Shen (1992) seine Gültigkeit verliert. Bažant u. a. (1994) wiederlegen dies jedoch. Als Alterna-
tive zum Superpositionsgesetz entwickelten Acker u. a. (1989) die äquivalente Zeitmethode
(Kapitel 4.2.12). Rottler (1998) erweitert in Anlehnung an CEB (1993) die Superposition um
einen Nichtlinearitätsindex.
Die Steifigkeit in jungem Beton entwickelt sich erst über die Dauer des Hydratationsprozesses,
wie in Kapitel 4.1.5 beschrieben. Dadurch ist die Steifigkeit zum Zeitpunkt einer Entlastung grö-
ßer als bei der vorangegangenen Belastung. Dies hat zur Folge, dass elastische Verformungen in
jungem Beton nicht vollständig reversibel sind, wodurch sich der irreversible Verformungsanteil
gegenüber dem erhärteten Beton erhöht (Abb. 4.7 b).
Die Kriechprozesse in jungem Beton werden nicht nur von der Temperatur zum Belastungsbeginn,
sondern auch vom Temperaturverlauf während der Belastungsdauer beeinflusst. Während höhere
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Temperaturen vor dem Belastungsbeginn zu einer fortgeschritteneren Hydratation und somit
zu einem geringeren Kriechvermögen führen, bedingen höhere Temperaturen während der
Belastung eine Zunahme der Kriechverformungen (Hilsdorf u. a. 1987). Gutsch (1998) belegt
dies anhand isothermer Versuche bei 20 °C und 40 °C. Er stellt fest, dass durch höhere
Temperaturen während der Belastung nicht das Endkriechmaß zunimmt, sondern dass sich
aufgrund einer temperaturbedingten erhöhten Viskosität die Kriechgeschwindigkeit erhöht
(Kapitel 4.2.11).
4.2.10 Modellansätze zur Beschreibung des Kriechens in jungem
Beton
In der Literatur existiert eine Vielzahl von Kriechmodellen wie beispielsweise das fundamentale
Double-Power oder Tripple-Power Law von Bazant (Bažant u. a. 1978; Bažant u. a. 1985). Die
Diskussion aller Ansätze würde den Rahmen dieser Arbeit übersteigen, weshalb hier nur ausge-
wählte Kriechansätze, die speziell für junge Betone entwickelt wurden, erläutert und diskutiert
werden. Für weitere Kriechmodelle wird auf die Zusammenstellungen von Lopes Madaleno
(2002), Kosmahl (2006) und Anders u. a. (2013) verwiesen.
Die Betoneigenschaften während der Erhärtung hängen nicht nur von der Zeit ab, sondern auch
vom temperaturgesteuerten Hydratationsfortschritt. Daher sind Kriechansätze, die ausschließ-
lich in Abhängigkeit von der Zeit formuliert sind, nicht ausreichend, um das Kriechverhalten
von jungem Beton abzubilden (Ross 1959). Deshalb wurden unter anderen in Braunschweig
(Rostásy, Laube und Gutsch) und Ghent (De Schutter und Taerwe) empirisch ermittelte Pro-
duktansätze in Abhängigkeit des Hydratationsgrades entwickelt (Tab. 4.9). Weitere empirische
Modelle für die Modellierung jungen Betons sind die beiden Ansätze von Emborg (1989) und
Westman (1999) aus Lulea, Schweden (Anders u. a. 2013). Sowohl Emborg (1989) als auch
Westman (1999) bauen auf dem Triple Power Law von Bažant u. a. 1985) auf und erweitern
dieses durch zwei zusätzliche Funktionen. Diese Funktionen berücksichtigen das hohe elastische
Verformungsvermögen und das ausgeprägte Kriechvermögen junger Betone. Dies führt jedoch
zu einem umfangreichen Materialgesetz mit vielen Materialparametern, das weiterhin nicht
direkt in Abhängigkeit des Hydratationsfortschritts formuliert ist (Kosmahl 2006). Des Weiteren
liegt der Fokus von Westman (1999) auf hochfestem Beton. Daher werden die Modelle aus
Lulea in der vorliegende Arbeit nicht weiter verfolgt.
Das Modell nach De Schutter u. a. (1997) bezieht sich direkt auf die einwirkende Spannung σ0
zum Belastungszeitpunkt und überführt diese anhand des E-Modul des bereits ausgehärteten
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Betons E28 in die Verformungsbetrachtung. Die Nichtlinearität des Kriechens wird dabei über
den vom Belastungsgrad bei Belastungsbeginn η abhängigen Parameter c1 abgebildet. Die
Parameter P1 und P2 sind von der Betonrezeptur abhängig und in Tabelle 4.10 formuliert.
Das Modell nach De Schutter u. a. (2000) und die Braunschweiger Modelle hingegen beziehen
sich auf die elastische Anfangsdehnung ǫ0. Die Überführung der einwirkenden Spannung
in die zugehörige resultierende elastische Anfangsdehnung erfolgt hier separat anhand von
Steifigkeitsmodellen wie sie in Kapitel 4.1.4 beschrieben sind. Die Nichtlinearität des Kriechens
kann dabei durch die Wahl einer nicht-linearen Spannungs-Dehnungs-Beziehung abgebildet
werden. Die Regressionsparameter a1, a2, a3, b1 und b2 sind von der Zementart und -rezeptur
abhängig (Tab. A.4). Bei den Braunschweiger Kriechmodellen sind die Parameter c1 und c2 vom
Hydratationsgrad bei Belastungsbeginn α0 abhängig. Der Parameter c1 beschreibt dabei den
Einfluss des Erstbelastungsalters und c2 den Zeitverlauf des Kriechens (Rostásy u. a. 2002b).
Bei De Schutter u. a. (2000) wird zusätzlich auch die Zeit t der Entwicklungsfunktion durch
den Hydratationsgrad α substituiert.
Bewertung der betrachteten Kriechmodelle
Abbildung 4.10 zeigt die von De Schutter u. a. (1997) gemessenen Kriechdehnungen für den
in dieser Arbeit verwendeten CEM III/B 32,5. Dargestellt sind die Messungen für die beiden
Druckbelastungsgrade η von 20 % (Rauten) und 40 % (Dreiecke) der bereits entwickelten
Druckfestigkeit fc zu den jeweils unterschiedlichen Belastungsbeginnen von 1, 2, 3, 7 und
14 Tagen (Abb. 4.10 a - e).
Für dieselben Belastungsbeginne und -grade wurden die in Tabelle 4.9 aufgeführten Kriechan-
sätze modelliert und ebenfalls in Abbildung 4.10 dargestellt. Für deren Modellierung werden
dieselben thermischen Randbedingungen wie bei der Durchführung der Laborversuche angesetzt
(isotherm bei 20 °C). Dabei wird sowohl die lineare Hook’sche Dehnungsbeziehung (gestrichelte
Linien), als auch die nichtlineare Dehnungsbeziehung nach De Schutter u. a. (1996) aus Tabelle
4.4 (durchgezogene Linien) berücksichtigt. Den Regressionskoeffizienten von Gutsch (1998)
liegt eine andere Betonrezeptur zu Grunde als den Messwerten von De Schutter u. a. (1997).
Daher werden aus den Messergebnissen die Regressionsparameter mittels der Methode der
kleinsten Fehlerquadrate in dieser Arbeit neu bestimmt (Tab. A.5).
Bei einem Belastungsgrad von η = 40 % werden die Kriechdehnungen von den linearen Modellen
weitestgehend unterschätzt. Besonders deutlich wird dies für den jungen Beton (α = 0,303,
Abbildung 4.10 a). Die Abbildung der Kriechvorgänge ist daher nicht nur maßgeblich vom
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De Schutter und 
Taerwe (1997)
t= Zeit, t0 = Zeitpunkt des Belastungsbeginns, tk = Bezugszeit = 1 h, 
0, 0 = elastische Spannung bzw. Dehnung bei Belastungsbeginn, 
฀= Hydratationsgrad,฀0  = Hydratationsgrad zu Belastungsbeginn, 
 = Belastungsgrad.
verwendeten Kriechmodell, sondern auch von der verwendeten Spannungs-Dehnungsbeziehung
abhängig. Mit zunehmender Erhärtung reduzieren sich jedoch die Differenzen zwischen linearen
und nicht-linearen Modellen, so dass auch die linearen Modelle die Messwerte zunehmend
besser abbilden (Abb. 4.10 d und e).
Das Modell von Gutsch (1998) bildet die im dargestellten logarithmischen Maßstab beschriebene
S-Kurve der Messdaten nicht ab. Es gibt die Kriechprozesse im betrachteten Zeitraum jedoch
insgesamt gut wieder. Lediglich bei einem geringem Hydratationsgrad (α = 0,303) werden
die Kriechdehnungen von Gutsch (1998) deutlich unterschätzt. Bessere Ergebnisse lassen sich
durch die Substitution der linearen Funktionen zur Bestimmung der Parameter c1 und c2 durch
polynome Funktionen erreichen.
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Tabelle 4.10: Parameter für das Modell von De Schutter u. a. (1997)
Ansatz Betonrezeptur Parameter
CEM I 52,5R
mz = 300 kg/m3
mw = 150 kg/m3
CEM III\B 32,5
mz = 300 kg/m3
mw = 150 kg/m3
CEM III\C 32,5
mz = 300 kg/m3
mw = 150 kg/m3
De Schutter und 
Taerwe (1997)
 = Hydratationsgrad zu Belastungsbeginn
Die Modelle von De Schutter u. a. (1997) und De Schutter u. a. (2000) bilden beide die
Ergebnisse der zugehörigen Kriechversuche sehr gut ab. Allerdings sind diese für Belastungsgrade
größer 40 % noch nicht verifiziert. Auch die Gültigkeit für Zugbelastungen ist noch nicht belegt.
Beim Ansatz von De Schutter u. a. (2000) endet die Entwicklung der Kriechdehnung, sobald der
Hydratationsprozess abgeschlossen ist (Abb. 4.10 e). Dies wird im Folgenden weiter bewertet.
Bewertung hinsichtlich Langzeitkriechen
Abbildung 4.11 zeigt den langfristigen Verlauf der aus den in Tabelle 4.9 vorgestellten Mo-
dellen resultierenden Kriechdehnungen (t0 = 1 d und η = 0,2). Aufgrund der polynomen
Formulierung der Braunschweiger Ansätze reduziert sich der Kriechdehnungszuwachs über den
Belastungszeitraum zwar, besitzt jedoch keinen Endwert. Kriechprozessen wird im Allgemeinen
jedoch ein Endkriechwert zugeordnet (Müller u. a. 2002; Breitenbücher 1989). De Schutter u. a.
(1997) verwenden daher einen hyperbolischen Ansatz der einen sowohl vom Belastungszeitpunkt,
als auch vom Belastungsgrad abhängigen Endwert liefert. Die beiden Modelle liefern bis ca.
1000 Stunden vergleichbare Ergebnisse, unterscheiden sich anschließend jedoch signifikant.
Die Ansätze nach Laube (1990) und Gutsch (1998) sind daher zwar für die zeitlich begrenzte
Betrachtung der Kriechverformung geeignet, überschätzen jedoch bei einer Langzeitbetrachtung
gegenüber dem Ansatz von De Schutter u. a. (1997) die Kriechverformung zunehmend. Der
Ansatz von De Schutter u. a. (1997) kann Kriechdehnungen aufgrund der vollständigen Eliminie-
rung der Zeitvariablen nur über den Zeitraum des Hydratationsprozesses abbilden (Abb. 4.11).
Eine Abbildung des Kriechprozesses über den Hydratationsprozess hinaus ist für den in dieser
Arbeit betrachteten Zeitraum jedoch notwendig.
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Abbildung 4.10: Vergleich der Messungen von De Schutter u. a. (1997) mit den Model-
lierungsergebnissen der unterschiedlichen Kriechmodellen aus Tabelle 4.9 für isotherme
Randbedingungen bei 20°C
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Abbildung 4.11: Langzeitentwicklung der Kriechverformungen nach den Ansätzen aus Tabel-
le 4.9 für t0 = 14 d und η = 0,2
4.2.11 Berücksichtigung der temperaturabhängigen
Kriechgeschwindigkeit
Wie in Kapitel 4.2.9 beschrieben, besitzt die Temperatur während des Belastungszeitraumes
einen Einfluss auf die Kriechgeschwindigkeit. Die in Abbildung 4.10 gezeigten Kriechverformun-
gen beziehen sich ausschließlich auf isotherme Versuche bei einer Temperatur von 20 °C. In
massigen Bauwerken stellen sich aufgrund der langen Wege zur wärmeabführenden Oberfläche
annähernd adiabatische Verhältnisse ein. Dadurch verändert sich die Temperatur während der
Kriechprozesse signifikant. Der Ansatz nach De Schutter u. a. (2000) berücksichtigt durch
die Beschreibung der Entwicklungsfunktion anhand des Hydratationsgrades α implizit auch
die Temperaturentwicklung über den Belastungszeitraum. Die Ansätze nach De Schutter u. a.
(1997) und Gutsch (1998) hingegen berücksichtigen durch den Hydratationsgrad bei Belas-
tungsbeginn α0 implizit nur den Temperatureinfluss vor Belastungsbeginn. Mit der Formulierung
in Tabelle 4.9 sind sie jedoch vollständig unabhängig von der Temperaturentwicklung über den
Belastungszeitraum. Dies lässt sich durch eine Substitution der Realzeiten t, t0 durch die entspre-
chenden von der Temperaturentwicklung abhängigen Reifezeiten tw, tw0 erzielen (Kapitel 3.3.4).
Abbildung 4.12 zeigt den Einfluss der Temperatur während der Belastung anhand von zwei Bei-
spielen. In Abbildung 4.12 a wird die modellierte Kriechdehnung für isotherme Randbedingungen
bei 20 °C mit der für isotherme Randbedingungen bei 40 °C verglichen. In Abbildung 4.12 b
hingegen werden die Kriechdehnungen bei isothermen und adiabatischen Randbedingungen
verglichen. Bei den adiabatischen Randbedingungen wird nach Abschluss der Hydratation
eine Abkühlung angesetzt (Temperaturverlauf in Abb. 4.12 oben). Der Hydratationsgrad bei
Belastungsbeginn ist in allen dargestellten Fällen identisch und beträgt α(t0) = 0,303.
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Temperaturverlauf ab Belastungsbeginn t0
Gutsch (1998)
De Schutter u. a. (2000)
De Schutter u. a. (1997)
Zeit ab Belastungsbeginn t0 in h
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t0 = tw0 = 24 h
t0 = 7,5 h, tw0 = 24 h
a) b)
Abbildung 4.12: Gegenüberstellung der Kriechentwicklung bei a) isothermen Versuchen bei
20 °C und 40 °C und b) isothermen und adiabatischen Versuchen (η = 0,2)
Durch die Verwendung der Reifezeit in den Ansätzen von De Schutter u. a. (1997) und Gutsch
(1998) wird derselbe temperaturbeschleunigende Effekt abgebildet wie er im Ansatz nach
De Schutter u. a. (2000) implementiert ist. Bei den beiden Ansätzen von De Schutter bleibt der
Endkriechwert jeweils identisch. Durch die logarithmische Formulierung von Gutsch (1998), die
keinen Endwert besitzt, unterscheiden sich hingegen auch die modellierten Kriechdehnungen
zum Zeitpunkt (t − t0) = 1000 h. Die Charakteristik der temperaturinduzierten Kriechbe-
schleunigung zwischen den konstanten Temperaturen von 20 °C und 40 °C entspricht der
von Gutsch (1998) in seiner Arbeit gezeigten Charakteristik. Es kann somit qualitativ von
einer korrekten Abbildung des kriechbeschleunigenden Temperatureffektes ausgegangen wer-
den. Eine quantitative Überprüfung kann aufgrund fehlender Messwerte allerdings nicht erfolgen.
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4.2.12 Kriechdehnung und Relaxation bei veränderlicher Spannungs-
bzw. Dehnungsgeschichte
Im Gegensatz zu den Betonproben, die in Prüfmaschinen unter konstanten Randbedingungen auf
Kriechen und Relaxation getestet werden, unterliegen Bauteile unter realen Randbedingungen in
der Regel einer über die Zeit veränderlichen Dehnungs- und Spannungsgeschichte. Das Kriechen
unter veränderlicher Last wurde unter anderem von Gutsch (1998), Laplante (1993) und De
Schutter u. a. (2000) anhand von mehrstufiger Belastung untersucht. Für die Abbildung einer
veränderlichen Belastungs- oder Dehnungsgeschichte stehen prinzipiell mehrere Möglichkeiten
zur Verfügung, die folgend näher erläutert werden.
Superposition nach Boltzmann Bei der Superposition nach Boltzmann wird die veränderli-
che Last in einzelne horizontale Lastinkremente unterteilt (Abb. 4.13 a). Für jedes Lastinkrement
wird die daraus resultierende viskoelastische Verformung getrennt ermittelt und anschließend
aufaddiert (Gutsch 1998; Shen 1992; Anders u. a. 2013).




∆σ(ti) · C(t,ti) (4.14)




∆σ(ti) · Ψ(t,ti) (4.15)
mit:
εc(t) Kriechdehnung zum Zeitpunkt t -
σr(t) relaxierte Spannung zum Zeitpunkt t N/mm2
σ(t0) Zum Zeitpunkt t0 aufgebrachte Spannung N/mm2
∆σ(ti) Zum Zeitpunkt ti aufgebrachtes Spannungsinkrement N/mm2
C Kriechfunktion 1/(N/mm2)
Ψ Relaxationszahl -
Für die Gültigkeit dieser Methode wird die Linearität zwischen Spannung und Dehnung vor-
ausgesetzt. In jungem Beton ist die Linearität jedoch nur beschränkt gegeben. Gutsch (1998)
bildet das nichtlineare Verhalten durch ein lineares Kriechgesetz zuzüglich einer inelastischen
Rissdehnung für Belastungsgrade η > 0,5 ab, um weiterhin das Prinzip von Boltzmann anwen-
den zu können. Für Portlandzementbeton weist er eine gute Übereinstimmung zwischen seinem
Modell und den Messwerten nach.
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t0 ti   tn t0 ti   tn
c((ti))
c((ti))
Abbildung 4.13: Schematische Darstellung der Überlagerung der Kriechdehnungen anhand a)
der Superposition nach Boltzmann und b) der impulsförmigen Superposition
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4.2 Kriechen und Relaxation von Beton
Impulsförmige Superposition Bei der impulsförmigen Superposition wird der veränderliche
Lastverlauf in vertikale Intervalle unterteilt (Abb. 4.13 b). Die Kriechdehnung im Intervall
zwischen ti und ti+1 resultiert dann aus der Multiplikation der vorhandenen Gesamtspannung
σ(ti) mit der zugehörigen Kriechfunktion C(t,ti) mit Belastungsbeginn ti am Anfang des
Intervalls. Am Ende des Intervalls wird der Beton fiktiv wieder vollständig entlastet. Dies
entspricht einem Lastwechsel zum Zeitpunkt ti+1 bei dem die Gesamtlast σ(ti) als negative
Belastung aufgebracht wird. Die sich aus dem Intervall ergebende Kriechverformung ergibt sich
folglich zu (Shen 1992):
∆εc(σ(ti)) = σ(ti) · [C(t,ti) − C(t,ti+1)] (4.16)
Aufgrund des reduzierten Kriechvermögens zum Entlastungszeitpunkt ti+1 gegenüber dem
Belastungszeitpunkt ti, ist die aus der vollständigen Entlastung resultierende Rückkriechdeh-
nung, gegenüber der erfolgten Kriechdehnung, vermindert. Der erfolgte, verzögert elastische
Verformungsanteil wird ebenfalls verzögert wieder abgebaut, während der irreversible Fließanteil
verbleibt. Dadurch wird die vorangegangene Spannungsgeschichte für die nachfolgenden Inter-
valle abgebildet, deren Kriechverformung sich wiederum aus der jeweiligen Gesamtbelastung
σ(ti+1), σ(ti+2), usw. ergibt. Die gesamte aus der veränderlichen Spannung resultierende
Kriechdehnung ergibt sich so zu:




σ(ti) · [C(t,ti) − C(t,ti+1)] (4.17)
Und für die Relaxation ergibt sich entsprechend:




σ(ti,i+1) · [Ψ(t,ti+1) − Ψ(t,ti)] (4.18)
mit:
εc(σ(t)) Kriechdehnung zum Zeitpunkt t -
σr(σ(t)) relaxierte Spannung zum Zeitpunkt t N/mm2
σ(ti) zum Zeitpunkt ti aufgebrachte Gesamtspannung N/mm2
C(t,ti) Kriechfunktion des Belastungszeitpunkts ti 1/(N/mm2)
C(t,ti+1) Kriechfunktion des Entlastungszeitpunkts ti+1 1/(N/mm2)
Ψ(t,ti) Relaxationszahl des Belastungszeitpunkts ti -
Ψ(t,ti+1) Relaxationszahl des Entlastungszeitpunkts ti+1 -
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Bei linearem Verhalten liefern die Superposition nach Boltzmann und die impulsförmige Su-
perposition identische Ergebnisse. Im Gegensatz zur Superposition nach Boltzmann kann
anhand der impulsförmigen Superposition allerdings auch eine Abhängigkeit der Kriech- bzw.
Relaxationsfunktion von weiteren Parametern, wie beispielsweise Temperatur oder Feuchte
berücksichtigt werden (Shen 1992). So kann auch der Belastungsgrad η des nicht-linearen
Kriechansatzes nach De Schutter u. a. (1997) aus Tabelle 4.9 berücksichtigt werden. Die
Erweiterung von (4.17) um den Belastungsgrad η lautet:




σ(ti) · [C(t,ti,η) − C(t,ti+1, η
∗)] (4.19)
mit:
η Belastungsgrad zu Beginn des Intervalls -
η∗ Entlastungsgrad am Ende des Intervalls -
fc(t) Entwickelte Druckfestigkeit zum Zeitpunkt t N/mm2
σ(ti) Gesamtspannung im Intervall mit Belastungsbeginn ti N/mm2
Der aus einem Lastwechsel resultierende neue Belastungsgrad wird somit auf die Kriechdehnung
der Gesamtspannung angewendet und nicht nur auf die zusätzliche Kriechdehnung des Span-
nungsdeltas wie bei der Superposition nach Boltzmann. Dadurch lässt sich die Nichtlinearität
des jungen Betons auch bei Überlagerung abbilden. In Tabelle A.2 sind die Berechnungen für
beide Superpositionsarten für eine exemplarische Laststeigerung, unter Verwendung des nicht
linearen Kriechmodells von De Schutter u. a. (1997), grafisch gegenübergestellt. Demnach
fällt die Gesamtkriechdehnung unter Verwendung der impulsförmigen Superposition signifikant
höher aus als bei der Superposition nach Boltzmann.
Äquivalente Zeitmethode Die äquivalente Zeitmethode wurde von Acker (1986) vorge-
stellt und durch weiterer Untersuchungen validiert (Boeraeve 1988; Acker u. a. 1989). Die
Vorgehensweise ist in Abbildung 4.14 (links) grafisch dargestellt. Der an einen Lastwechsel
anschließende Kriechverlauf wird anhand einer einzigen Kriechfunktion berechnet.
εc(t) = σ(ti,f ) · C(t,ti,f ) (4.20)
mit:
εc(t) Kriechdehnung zum Zeitpunkt t -
σ(ti,f ) einwirkende Spannung mit fiktivem Belastungsbeginn ti,f N/mm2
C Kriechfunktion zum Zeitpunkt t mit Belastungsbeginn ti,f 1/(N/mm2)
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Der Startzeitpunkt ti,f dieser Kriechkurve nach dem Lastwechsel ist zunächst unbekannt. Als
Übergangsbedingung gilt, dass die Dehnung die aus der alten Kriechkurve der vorangegangenen
Laststufe resultiert und die Dehnung der neuen Kriechkurve zum Zeitpunkt ti des Lastwechsels
identisch sind.
σ(t0) · C(ti,t0) = σ(ti,f ) · C(ti,ti,f ) (4.21)
Aus dieser Übergangsbedingung lässt sich die äquivalente Startzeit (fiktiver Belastungsbeginn)
ti,f der neuen Kriechkurve ermitteln. Diese Methode bringt im Vergleich zu den Superpositions-
methoden den Vorteil, dass nicht die gesamte Spannungsgeschichte gespeichert werden muss
(De Schutter u. a. 2000). Eine kontinuierlich veränderliche Spannung wird ebenso wie bei der











































Abbildung 4.14: Schematische Darstellung der äquivalenten Zeitmethode (links) und der
Methode des fiktiven Hydratationsgrades (rechts)(De Schutter u. a. 2000)
Methode des fiktiven Hydratationsgrades Die Methode des fiktiven Hydratationsgrades
basiert auf der äquivalenten Zeitmethode (Abb. 4.14 rechts). De Schutter u. a. (2000) entwi-
ckelten diese Methode, um sie auf ihren Kriechansatz anwenden zu können, der ausschließlich
in Abhängigkeit des Hydratationsgrades formuliert ist. Dafür wurden die Zeiteinheiten aus
(4.20) durch die entsprechenden Hydratationsgrade ersetzt.
εc(α) = σ(αi,f ) · C(α,αi,f ) (4.22)
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Superposition nach Stafford Diese Superposition kann nur bei Verwendung eines Sum-
menansatzes zur Modellierung des viskoelastischen Materialverhaltens angewendet werden.
Dies liegt darin begründet, dass der reversible verzögert elastische Anteil und der irreversible
plastische Anteil (Abb. 4.7), der auch als Fließen bezeichnet wird, separat berechnet wird. Die
Überlagerung der verzögert elastischen Verformung erfolgt dann durch die Verwendung der
Superposition nach Boltzmann oder durch die impulsförmige Superposition, wohingegen für
den Fließanteil die Superposition von Stafford (1969) verwendet wird (Anders u. a. 2013). Alle
überlagerten Fließkurven werden dabei auf das Erstbelastungsalter t0 bezogen (Stafford 1969).
Dadurch lässt sich die spannungsabhängige Alterung abbilden.
Verifizierung ausgewählter Überlagerungsmethoden anhand publizierter Messwerte
De Schutter u. a. (2000) haben vier verschiedene Kriechversuche mit jeweils mehrstufiger
Druckbeanspruchung durchgeführt (T1 bis T4). Abbildung 4.15 (oben) zeigt die aufgebrachte
Spannung der fünf Laststufen, sowie den resultierenden Belastungsgrad in Bezug auf die
entwickelte Festigkeit.Test T1 und T2 besitzen eine sukzessive Steigerung der Belastung. In
Test T3 und T4 ist die Belastung in der ersten, zweiten und vierten Laststufe jeweils identisch
zu der in Test T1 und T2. In der dritten Laststufe erfolgt jedoch eine partielle und in der
fünften Laststufe eine vollständige Entlastung, um eine Aussage über das Rückkriechen treffen
zu können. Die Belastungen bei Test T2 und T4 entsprechen jeweils der doppelten Belastung
von Test T1 und T3, um den Einfluss des Belastungsgrades untersuchen zu können.
Abbildung 4.15 (unten) zeigt die gemessenen Gesamtdehnungen der vier Tests und die anhand
ausgewählter Überlagerungsmethoden modellierten Gesamtdehnungen ε = εel + εc. Für die
Modellierung der Kriechdehnungen εc wurde jeweils das nicht-lineare Kriechmodell nach De
Schutter u. a. (1997) aus Tabelle 4.9 verwendet. Die elastischen Sofortdehnungen εel ergeben
sich anhand des E-Moduls nach De Schutter u. a. (1996) aus Tabelle 4.5. Die „Äquivalente
Zeitmethode“ (rote Linie) ergibt durchgehend die geringsten Kriechdehnungen und bildet
das Rückkriechen nach vollständiger Belastung nicht ab. Die detaillierte Zusammensetzung
der zugehörigen Kriechkurven ist in Abbildung A.3 abgebildet. Der Unterschied zwischen der
Superposition nach Boltzmann (blaue Linie) und der impulsförmigen Superposition (grüne
Linie) ist für die niedrigeren Belastungsgrade 0,1 < η < 0,2 der Tests T1 und T3 minimal. Für
die höheren Belastungsgrade 0,3 < η < 0,4 der Tests T2 und T4 hingegen ist ein deutlicher
Unterschied sichtbar. Dies bestätigt den Einfluss des Belastungsgrades. Bei Test T4 fällt der
Unterschied aufgrund der partiellen Entlastungsstufe jedoch geringer aus als bei Test T3.
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Test 1 Test 2
Test 3 Test 4
Betonalter in h
Abbildung 4.15: Vergleich der Messwerte von De Schutter u. a. (2000) mit der Modellierung
anhand verschiedenen Überlagerungsmethoden und linear elastischer Sofortdehnungen
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Die beste Abbildung der Messergebnisse wird für die untersuchten Be- und Entlastungab-
folgen jeweils von unterschiedlichen Überlagerungsmethoden erzielt. Die größte Abweichung
der Gesamtdehnung erfolgt mit ca. 20 % in der vierten Laststufe des Tests T4 im Anschluss
an die partielle Entlastung. In allen restlichen Bereichen liegen die Abweichungen hingegen
innerhalb einer Streubreite von maximal 10 %. Daher werden alle in Abbildung 4.15 vorgestell-
ten Überlagerungsmethoden als prinzipiell geeignet angenommen, um die Kriechdehnung bei
veränderlichem Lastverlauf für die in dieser Arbeit vorliegenden Fragestellung zu modellieren.
Es liegen keine Messergebnisse für vergleichbare Versuche unter höheren Belastungsgraden
η > 0,4 aus der Literatur vor, bei denen der in dieser Arbeit angesetzte Beton mit CEM III/B
verwendet wurde. Im Rahmen dieser Arbeit wurden keine eigenen Versuche vorgenommen.
Eine Validierung der Überlagerungsmethoden für Belastungsgrade η > 0,4 ist daher in dieser
Arbeit nicht möglich. Zukünftige Untersuchungen in diesem Bereich sind, in Anbetracht der mit
steigendem Belastungsgrad voneinander abweichenden Überlagerungsmethoden, jedoch sinnvoll.
4.3 Schwinden und Quellen von Beton
Schwinden und Quellen stellt die lastunabhängige hygrische Verformung des Betons durch
Änderung des mikrostrukturellen Feuchtezustandes dar, wobei Schwinden die Volumenabnahme
und Quellen die Volumenzunahme bezeichnet (Grube 1991; Plannerer 1998; Eierle 2000a;
Lopes Madaleno 2002; Kosmahl 2006).
4.3.1 Verschiedene Schwindarten
Das Schwinden lässt sich nach Grube (1991), VDZ (2002), Müller u. a. (2002) und Grube
(2003) in vier Arten unterteilen, die im Folgenden erläutert werden.
Kapillares Schwinden In der Literatur wird das kapillare Schwinden auch als plastisches
Schwinden oder Frühschwinden bezeichnet. Grube (2003) definiert es als eine „äußere Vo-
lumenabnahme der austrocknenden Randzone“ resultierend aus einem Wasserverlust an der
Oberfläche des Frischbetons (Grube 2003). Es setzt unmittelbar nach dem Ansetzen des Betons
ein (Kosmahl 2006). Das Schwindmaß infolge Kapillarschwinden beträgt nach Jaegermann
u. a. (1968) und VDZ (2002) bis zu 4 ‰ , kann aber laut Müller u. a. (2002) durch geeignete
Mischungsverhältnisse des Betons und Nachbehandlung auch vollständig vermieden werden.
Da kapillares Schwinden ausschließlich auf den oberflächennahen Bereich begrenzt ist, besitzt
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innere Volumenkontraktion äußere Volumenkontraktion 
= autogenes Schwinden
Abbildung 4.16: Schematische Darstellung des chemischen und autogenen Schwindens nach
Tazawa (1999)
es für die Betrachtung von massiven Bauteilen keine relevante Bedeutung und wird daher in
den Untersuchungen dieser Arbeit nicht weiter verfolgt.
Chemisches und autogenes Schwinden (Schrumpfen) Der Prozess des chemischen und
autogenen Schwindens vollzieht sich im Gegensatz zu den übrigen Schwindarten ohne Änderung
des Gesamtwasserhaushaltes. Es erfolgt demnach kein Wasseraustausch mit der Umgebung (Holt
2001; Grube 2003). Das chemische Schwinden bezeichnet dabei allgemein den Schwindanteil,
der durch die chemische Reaktion des Wassers mit dem Zement zu Hydratphasen hervorgerufen
wird (Grube 1991; Müller u. a. 2002). Dabei ist das Volumen der Reaktionsprodukte geringer
als das der Ausgangsstoffe. Laut Grube (2003) und Schäffel (2009) besitzt das in den Hydrat-
phasen gebundene Wasser bei einem W/Z-Wert von 0,4 ein rund 8 % geringeres Volumen als
freies Wasser. Die Volumenabnahme vergrößert dabei zunächst nur die vorhandenen Porenräu-
me (Nolting 1988; Gutsch 1998). Diese werden häufig auch als Schwindporen bezeichnet. Es
kommt somit zunächst nur zu einer inneren und keiner äußeren Volumenkontraktion (Abb. 4.16).
Das autogene Schwinden bezeichnet den Anteil des chemischen Schwindens, der durch die
sogenannte „Selbstaustrocknung“ zu einer externen Volumenkontraktion führt. Das in den
vergrößerten Porenräumen zunächst noch verbliebene Anmachwasser reagiert zu weiteren
Hydratphasen. Dadurch nimmt die relative Feuchtigkeit in den Porenräumen weiter ab (Gutsch
1998), wodurch bei Wassermangel in den Poren ein Unterdruck entsteht der zu einer externen
Volumenabnahme führt (Plannerer 1998; Grube 1991). Ob das chemische Schwinden auch zu
einer externen Volumenabnahme (autogenes Schwinden) führt ist demnach in erster Linie vom
W/Z-Wert des Betons abhängig (Grube 2003). Dieser Verformungsanteil tritt insbesondere bei
Betonen mit einem W/Z-Wert kleiner 0,5 bei konservierter Lagerung auf (Grube 1991; VDZ
2002; Rostásy u. a. 2002b; Schäffel 2009).
85
4 Materialmodell für Staumauern aus Massenbeton
Trocknungsschwinden Das Trocknungsschwinden wird, ebenso wie das autogene Schwin-
den, durch die Austrocknung der Porenräume hervorgerufen. Die Austrocknung erfolgt hier
jedoch durch eine Wasserabgabe an die Umgebung (Müller u. a. 2002; Schäffel 2009). Die
Abgabe erfolgt durch Feuchtetransport zur Oberfläche und die dort erfolgende Verdunstung,
solange bis der Beton im hygrischen Gleichgewicht mit der Umgebung steht. Die Größe des
Trocknungsschwindens hängt daher von der Umgebungsfeuchte, den Bauteilabmessungen und
der Betonzusammensetzung ab. Bei massiven Bauteilen ist das Trocknungsschwinden aufgrund
der langen Transportwege zur Oberfläche ein sehr langsamer Prozess der Jahrzehnte dauert.
Karbonatisierungsschwinden Das Karbonatisierungsschwinden wird durch die Reaktion
des Betons mit Kohlendioxidmolekülen der Luft bei gleichzeitiger Existenz von Luftfeuchte her-
vorgerufen. Dadurch wird zuvor molekular gebundenes Wasser abgegeben und das vorhandene
atomare Gitter umkristallisiert (Müller u. a. 2002, Grube 2003). Das Karbonatisierungsschwin-
den bewirkt nur eine geringe Volumenänderung und ist aufgrund seiner Abhängigkeit von Luft
und Wasser in der Regel auf oberflächennahe Bereiche begrenzt. Folglich ist das Karbonatisie-
rungsschwinden nur bei schlanken Bauteilen von Bedeutung (Kosmahl 2006).
4.3.2 Quellen
Korrekterweise wird laut Nolting (1988) die Volumenzunahme des Betons je nach Ursache
begrifflich in Quellen und Treiben unterschieden. Das Quellen bezeichnet dabei die Volumenzu-
nahme infolge von Wasseraufnahme und das Treiben die Volumenzunahme infolge chemischer
Reaktionen, wie z.B. Sulfat-, Kalk-, Magnesia- oder Alkalitreiben. Laut Nolting (1988) resultiert
die Volumenzunahme bei jungem Beton hauptsächlich aus dem in Kapitel 3.3.1 beschriebenen
begrenzten Sulfattreiben (Ettringitbildung), das unmittelbar nach dem Erstarrungsbeginn ein-
tritt. Im allgemeinen Sprachgebrauch wird jedoch im Zusammenhang mit Schwindvorgängen
meist nur der Begriff des Quellens verwendet.
4.3.3 Zeitlicher Ablauf des Schwindens und Quellens
Der Ablauf des Schwindprozesses lässt sich in drei Phasen einteilen, die in Abbildung 4.17
dargestellt sind (Laube 1990; Plannerer 1998; Kosmahl 2006). Die zeitliche Abfolge des
Schwindprozesses in jungem Beton wird durch die Hydratation und damit primär durch die
Zementzusammensetzung und die Reaktionstemperatur gesteuert (Laube 1990). Bei erhär-
tetem Beton ist der zeitliche Verlauf des Schwindens dann von der Umgebungsfeuchte, den
Bauteilabmessungen und der Betonzusammensetzung abhängig.
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I: Anfangsverkürzung (primäres Schwinden) Das primäre Schwinden beginnt unmittelbar
nach Mischen des Betons (Ziegeldorf u. a. 1982) und endet nach Laube (1990) mit dem
Erstarrungsbeginn des Betons. Laut Schöppel (1993) tritt bei der Anfangsverkürzung sowohl
kapillares als auch autogenes Schwinden auf.
II: Rückverlängerung (Quellen) Es findet eine Rückverlängerung statt, die laut Nolting
(1988) aus einem begrenztem Sulfattreiben resultiert. Dauer und Größe des Quellvorgangs
sind dabei vom Sulfatgehalt und Sulfatträger abhängig (Nolting 1988). Das chemische Quellen
vollzieht sich parallel zum chemischen Schwinden, überwiegt jedoch meist, so dass insgesamt
eine Ausdehnung resultiert (Plannerer 1998).
III: Erhärtungsschwinden (sekundäre Schwinden) Solange der Hydratationsprozess noch
nicht zum Erliegen gekommen ist, wird durch die Bildung von weiteren Hydratphasen Wasser
weiter chemisch gebunden (Laube 1990), so dass das autogenes Schwinden bis zur Aushärtung
des Betons andauert. Die Volumenabnahme des sekundären Schwindens ist gemäß Plannerer
(1998) und Kosmahl (2006) geringer als die des primären Schwindens.
IV: Langzeitschwinden Ist die Hydratation abgeschlossen erfolgt nur noch Trocknungs-
schwinden, das bei massiven Bauwerken, wie z.B. Talsperren, aufgrund der langen Transportwege



























































Abbildung 4.17: Schematischer zeitlicher Verlauf der Schwinddehnungen und -spannungen
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4.3.4 Gesamtschwinddehnung
Die rechnerisch für Festbeton maßgebende Gesamtschwinddehnung setzt sich nur aus dem au-
togenen Schwinden und dem Trocknungsschwinden zusammen (Grube 2003; Eurocode 2 EC2-1
2011). Bei normalfestem Beton ist das Endmaß des autogenen Schwindens im Vergleich zum
Endmaß des Trocknungschwindens gering. Bei hochfestem Beton hingegen liefert es den Haupt-
anteil des Gesamtschwindens (Müller u. a. 2002). Schwind- und Quellprozesse spielen bei der
Herstellung von Talsperren aufgrund der großen Bauteilabmessungen nur eine untergeordnete
Rolle (Marx 1987). Daher wird Schwinden und Quellen bei der Modellierung in dieser Arbeit ver-
einfachend nicht berücksichtigt. Deswegen werden an dieser Stelle auch keine Modellansätze für
das Schwinden diskutiert. Der Vollständigkeit wegen sind diese jedoch in Anhang A.3 aufgeführt.
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Für die Bearbeitung der in dieser Arbeit untersuchten Fragestellung bezüglich der Größe
der Nullspannungstemperatur erfolgen numerische Simulationen anhand eines Finite-Element-
Modells. Als geometrisches Modell wird dabei eine idealisierte Referenzstaumauer verwendet,
deren Geometrie und Beschaffenheit aus Mittelwerten der frei verfügbaren Daten der deutschen
Gewichtsstaumauern aus Beton abgeleitet wird. Die verwendeten Daten sind den Veröffent-
lichungen des Deutschen Talsperren Komitee e. V. (DTK) (Franke u. a. 1987; Franke 2001;
Köngeter u. a. 2013) sowie der in Anhang B aufgeführten Literatur entnommen und mit dem
Register der International Commission on Large Dams (ICOLD) für Deutschland abgegli-
chen. Sie umfassen Informationen zur Bauform, Bauwerksgeometrie und -abmessungen sowie
den verwendeten Baumaterialien der einzelnen Mauern. Für die Abbildung der klimatischen
Bauwerkseinwirkungen wird ein Referenzklima, auf Basis frei zugänglicher Klimadaten, generiert.
5.1 Staumauern in Deutschland
In Deutschland existieren insgesamt mehrere Hundert Talsperren. Davon besitzen 87 eine
Staumauer als Absperrbauwerk. Bei den restlichen Talsperren ist das Absperrbauwerk hingegen
ein Damm. Diese werden in der vorliegenden Arbeit nicht berücksichtigt. Die älteste Staumauer
Deutschlands ist die Staumauer Eschbach, die bereits 1891 in Nordrhein-Westfalen errichtet
wurde. Als letztes wurde die Staumauer Leibis Lichte 2005 in Thüringen fertiggestellt. Die
höchste Staumauer Deutschlands ist die Rappodetalsperre in Sachsen-Anhalt, mit 106 Metern
Höhe über der Gründungsfuge. Mit der Okertalsperre in Niedersachsen und der Ofenwaldtal-
sperre in Bayern gibt es in Deutschland zwei Bogenstaumauern (Köngeter u. a. 2013). Die
Oleftalsperre in Nordrhein-Westfalen ist die einzige Pfeilerstaumauer und die Linachtalsperre in
Baden-Württemberg die einzige Bogenreihenstaumauer Deutschlands. Bei den restlichen 83
Staumauern handelt es sich um Gewichtsstaumauern aus Bruchsteinmauerwerk oder Beton
(Tab. B.1).
Für die Ermittlung einer Referenzgeometrie und eines Referenzklimas werden in der vorliegenden
Arbeit ausschließlich Gewichtsstaumauern aus Beton und deren Standorte berücksichtigt.
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Staumauern mit einer Verblendung aus Bruchsteinmauerwerk, deren Kern vollständig aus Beton
besteht, wie z.B. die Aggertalsperre, werden ebenfalls berücksichtigt. Talsperren deren Kern
sowohl aus Bruchstein als auch aus Beton besteht, wie z.B. die Dreilägerbachtalsperre, werden
hingegen nicht mit einbezogen. Die Witznautalsperre wird aufgrund der außergewöhnlichen
Sonderkonstruktion mit aufgesetztem Krafthaus ebenfalls nicht berücksichtigt. Es verbleiben
somit 40 Staumauern, die Eingang in die durchgeführte Untersuchung finden (Abb. B.1). Diese
sind zusammen mit ihren jeweils zugehörigen Daten in Anhang B aufgelistet.
5.2 Auswertung von Klimadaten für die Ableitung der
thermischen Randbedingungen
Für die Ermittlung eines Referenzklimas werden frei verfügbare Wetterdaten der CLIMWAT-
Datenbank (FAO 2016) verwendet. Die Datenbank beinhaltet 74 Messstationen in Deutschland
(Abb. B.1) deren einzelne Messreihen jeweils einen Aufzeichnungszeitraum von mindestens
15 Jahre umfassen (FAO 2016). Jeder Talsperre wird die nächstgelegene ClimWat Wetterstation
zugeordnet (Tab. B.2). Für die Gewichtsstaumauern Gottleuba, Rauschenbach und Kriebstein
im Erzgebirge ebenso wie für Kiebling im Berchtesgadener Land werden aufgrund mangelnder
Abdeckung durch die ClimWat-Datenbank zusätzliche Wetterstationen des Wetterdienstes
„WetterKontor“ (WetterKontor 2015) herangezogen.
Für die ausgewählten Wetterstationen werden die über die Jahre gemittelten Monatsmittelwerte
der Temperatur, der Windgeschwindigkeit, der täglichen Sonnenscheindauer, des Niederschlags
und der Luftfeuchtigkeit ausgelesen und anschließend über alle verwendeten Wetterstationen
gemittelt. Mehrfach zugeordnete Wetterstationen werden dabei auch dementsprechend mehrfach
gewichtet. Die Ergebnisse dieser Auswertung sind in Abbildung 5.1 grafisch dargestellt und im
Anhang tabellarisch aufgelistet (Tab. B.4). Sie finden als thermische Randbedingungen Eingang
in die Modellierung.
Für die Auswertung der Temperaturen wird bei einem Höhenunterschied zwischen Staumauer
und zugeordneter Messstation ein Höhenkorrekturfaktor verwendet. Der höhenabhängige Tem-
peraturgradient der Luft ist vom Feuchtegehalt abhängig. Beim Aufsteigen von Luft nimmt
neben der Temperatur und dem Druck auch die Dichte der Luft ab, wodurch die relative
Luftfeuchtigkeit zunimmt. Beim Erreichen der Sättigung kommt es zur Kondensation des
Wasserdampfes. Für trockenadiabatische Verhältnisse kann der Temperaturgradient der Luft
mit ca. 1 K (Kraus 2004) und bei feucht adiabatischen Verhältnissen mit ca. 0,5 K (Schertenleib
u. a. 2011) pro 100 Metern Höhendifferenz angegeben werden.
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Abbildung 5.1: Ermittelte monatliche Mittelwerte der einzelnen meteorologischen Größen des
Referenzklimas
Anhand der beiden Wetterstationen Freiburg (300 m+NN) und Feldberg (1493 m+NN) wurden
die in Tabelle B.5 aufgeführten Höhenkorrekturfaktoren ermittelt. Die beiden Stationen liegen
ca. 18 Kilometer voneinander entfernt und weisen eine Höhendifferenz von ca. 1200 Metern
auf. Der ermittelte Höhenkorrekturfaktor liegt zwischen 0,4 K/100 hm für den Winter und
0,9 K/100 hm für den Sommer. Diese Höhenkorrekturfaktoren wurden mittels weiterer regionaler
Messdaten plausibilisiert.
5.3 Analyse der Querschnittsgeometrien deutscher
Gewichtsstaumauern aus Beton
Für die untersuchten 40 Gewichtsstaumauern aus Beton (Abb. B.1) werden die in Abbil-
dung 5.2 a dargestellten acht Geometrieparameter statistisch ausgewertet. Die frei verfügbare
Datengrundlage der untersuchten Geometrieparameter ist jedoch nicht vollständig (Tab. B.2).
Dies betrifft vor allem die kleineren Staumauern und führt zu einer Verfälschung des arithmeti-
schen Mittelwertes der Breite der Aufstandsfläche bF . Da die Fundamentbreite sich aufgrund















































b, gewählte Abmessungena, analysierte Geometrieparameter
Abbildung 5.2: a) Analysierte Geometrieparameter der 40 Gewichtsstaumauern und b) die dar-
aus resultierenden Abmessungen für das verwendete Referenzbauwerk und dessen Einteilung
in Betonierabschnitte (BA)
le der absoluten Fundamentbreite das Verhältnis von Fundamentbreite bF zur Mauerhöhe
über der Gründungsfuge hG untersucht. Die Ergebnisse der statistischen Auswertung sind in
Tabelle B.6 aufgelistet. Anhand dieser ermittelten Kennwerte wird der in Abbildung 5.2 b ge-
zeigte vereinfachte Bauwerksquerschnitt für die in dieser Arbeit verwendete Referenzstaumauer
abgeleitet.
5.4 Analyse der verwendeten Zemente
Die Literatur gibt Aufschluss über die verwendeten Zemente bei 20 der insgesamt 40 analysierten
Gewichtsstaumauern (Anhang B). Die dokumentierten Zementarten und deren Verteilung sind
in Abbildung 5.3 dargestellt. Bei der Hälfte der 20 Gewichtsstaumauern wurden Hochofen-
zemente für die Herstellung des Betons verwendet. Exakte Angaben zum Massenverhältnis
zwischen Klinker und Hüttensand sind, bis auf wenige Ausnahmen, nicht gegeben. Bei den
übrigen Mauern wurden unterschiedliche Zementarten verwendet, die jeweils aus Abbildung 5.3
zu entnehmen sind. Die Deklarierung und Zusammensetzungen der verwendeten Zemente sind
in Tabelle B.7 aufgelistet. Der Begriff „Thurament“ bezeichnet einen Hüttensand mit einem
Anteil Calciumsulfat aus Gips oder Anhydrit (Unterwellenborn 1938). Der am zweit häufigsten
verwendete Portlandzement mit Thurament entspricht somit in seinen Bestandteilen einem
Sulfathüttenzement, jedoch mit einem geringeren Klinkeranteil als heute üblich (Tab. B.7).
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15 % Portlandzement mit Thurament
5 % Eisenportlandzement mit Kalk und Trass
50 %
Hochofenzement
Abbildung 5.3: Zementsorten und deren Anteile, die beim Bau von 20 deutschen Gewichts-
staumauern aus Beton verwendet wurden
5.5 Überlegungen zum Bauablauf und zur
Fugenausbildung
Gewichtsstaumauern aus Beton werden klassisch in der sogenannten „Blockbauweise“ hergestellt.
Aufgrund der meist kürzeren Bauzeit und der damit verbundenen höheren Wirtschaftlichkeit
werden heute viele Gewichtsstaumauern im Walzbetonverfahren (Roller Compacted Concrete,
RCC) hergestellt (Qin 2005). Da in der vorliegenden Arbeit die Standsicherheitsnachweise
bestehender Talsperren mit bereits längerer Standzeit weiter präzisiert werden soll, wird hier
ausschließlich die Blockbauweise untersucht. Die folgenden Ausführungen fassen grundlegende
Aspekte der Arbeiten von Blind u. a. (1987), Novák u. a. (1996), Tančev (2005), Lattermann
(2006), Linse (2011), Thomas (1976), Grishin (1982) und Press (1985) zusammen.
Bei der Blockbauweise wird der Mauerkörper der Talsperre entlang ihrer Bauwerkslängsach-
se in einzelne Mauerblöcke unterteilt, die durch vertikale Blockfugen getrennt werden. Die
Mauerblöcke werden in einzelnen Betonierabschnitten ausgeführt, wodurch sich entsprechende
horizontale und vertikale Arbeitsfugen ergeben (Abb. 5.4 a). In der Literatur wird auch der
Begriff „Feld“ anstelle von „Block“ und „Block“ anstelle von „Betonierabschnitt“ verwen-
det. Um Verwechslungen auszuschließen, werden in dieser Arbeit die Begriffe „Block“ und
„Betonierabschnitt“ verwendet. Die Breite der Mauerblöcke liegt üblicherweise zwischen 10



































Abbildung 5.4: a) Unterteilung einer Staumauer in einzelne Mauerblöcke durch Blockfugen
und einzelne Betonierabschnitte durch Arbeitsfugen. b) + c) mögliche Anordnungen der
Betonierabschnitte nach Tančev (2005)
(Press 1985). Demnach werden mit zunehmend starrerem Felsuntergrund kleinere Block-
breiten gewählt. Aufgrund der steileren Hangneigung besitzen die Blöcke an den Talflanken
eine längere Kontaktstrecke mit dem Untergrund als die Mauerblöcke in Talmitte. Die Blö-
cke an den Talflanken werden daher häufig schmaler ausgeführt als die Mauerblöcke in Talmitte.
Die Blockfugen einer Gewichtsstaumauern können als „Bewegungsfugen“ oder „Injektionsfu-
gen“ ausgebildet werden. Bei Bewegungsfugen wird vor der Betonage eine mindestens zwei
Zentimeter dicke Trennschicht, z.B. aus Korkmatten, zwischen dem angrenzenden bereits
betonierten Vorläuferblock und dem zu betonierenden Nachläuferblock eingebracht, so dass
ein Abstand zwischen den einzelnen Blöcken erzeugt wird. Die Bewegungsfugen werden mit
Fugenbändern und/oder Fugenblechen abgedichtet (Blind u. a. 1987; Lattermann 2006). Bei
Pressfugen werden die einzelnen Blöcke unmittelbar aneinander betoniert. Beim Auftreten von
Zugspannungen in Bauwerkslängsachse fungieren diese Pressfugen als Sollrissfugen, so dass
sich die einzelnen Blöcke zusammenziehen können. Die Pressfugen müssen daher, analog zu
den Bewegungsfugen, ebenfalls mit Fugenbändern und/oder Fugenblechen abgedichtet werden.
Um die Erwärmung infolge Hydratation möglichst gering zu halten, ist es vorteilhaft die Be-
tonage der benachbarten Blöcke zeitlich zu versetzten, so dass über die freie Oberfläche der
späteren Blockfugen noch möglichst lange Wärme an die Umgebung abgeführt werden kann.
Im Allgemeinen hat es sich bewährt die Blöcke alternierend in sogenannte „Vorläuferblöcke“
und „Nachläuferblöcke“ zu unterteilen.
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Die einzelnen Betonierabschnitte sind in der Regel zwischen 1,5 und 4,0 Meter hoch. Da-
bei steht der Vorteil einer schnelleren Abkühlung bei dünneren Schichten dem Nachteil der
dadurch verursachten höheren Anzahl von horizontalen Arbeitsfugen gegenüber. Horizontale
Arbeitsfugen stellen dabei immer eine gewisse Schwachstelle und potentielle Sickerwegigkeit
dar. Beträgt die Tiefe des Blockquerschnittes mehr als 40 Meter ist eine weitere Unterteilung
der Betonierabschnitte durch vertikale Arbeitsfugen empfehlenswert. Dies kann prinzipiell
durch zwei verschiedene Ausführungsabläufe umgesetzt werden. Entweder werden zuerst alle
Betonierabschnitte einer Ebene ausgeführt, bevor anschließend die Abschnitte der darüber lie-
gende Schicht hergestellt werden. Die vertikalen Arbeitsfugen werden dabei lagenweise versetzt,
um eine Verzahnung der einzelnen Abschnitte zu erzeugen (Abb. 5.4 b). Alternativ können
auch zuerst alle übereinander liegenden Abschnitte als Turm betoniert werden. Benachbarte
Abschnitte werden dann im Vorläufer und Nachläuferprinzip hergestellt, wobei die Verzahnung
der Abschnitte hier durch einen Versatz der horizontalen Arbeitsfugen erzielt wird (Abb. 5.4 c).
Die zweite Methode ermöglicht nach Tančev (2005) einen schnelleren Bauablauf und bietet eine
größere Oberfläche zur Abführung der Hydratationswärme. Sie wurde beispielsweise beim Bau
der Bratskaya Talsperre (Russland, 123 m hoch) und der Grand Dixence Talsperre (Schweiz,
285 m hoch) erfolgreich eingesetzt.
5.6 Verwendete Modellabmessungen und
Randbedingungen
Die Untersuchungen dieser Arbeit erfolgen anhand vier idealisierter Talsperrenblöcke. Die
einzelnen Abmessungen dieser 35 Meter hohen und 15 Meter breiten Mauerblöcke entsprechen
den in Kapitel 5.3 ermittelten Werten und sind aus Abbildung 5.5 ersichtlich. Die Vor- und
Nachläuferblöcke besitzen während der entsprechenden Bauphasen eine unterschiedlich große
freie Oberfläche, über die die entstehende Hydratationswärme abfließen kann (Abb. 5.5 a).
Während der Vorläuferblock (VBL) auch über die Seiten der späteren Blockfugen Wärme
an die Umgebung abgeben kann, schließt der Nachläuferblock (NBL) hingegen an bereits
betonierte und erwärmte Blöcke an. Daher stellen sich in Vor- und Nachläuferblöcken jeweils
unterschiedliche Temperaturfelder während der Bauzeit ein. In der vorliegenden Arbeit wird
daher sowohl ein Vorläuferblock (VBL III), als auch ein Nachläuferblock (NBL II) untersucht.
Um die thermischen Randbedingungen dieser beiden Blöcke II und III während der Bauzeit
zu simulieren, werden in der thermischen Modellierung ebenfalls die beiden seitlich angren-
zenden Blöcke I und IV (Abb. 5.5 b) abgebildet. Zu Beginn kann die Mauer einen Teil der





























































c) strukturmechanische Modellierunga) mögliche Wärmeabgabe 






Abbildung 5.5: Modellierte Talsperrenblöcke I-IV (VBL = Vorläuferblock, NBL = Nachläu-
ferblock) und verwendete Modellbereiche für die thermische Modellierung und die Struktur-
modellierung
des angrenzenden Untergrundes stagniert dieser Wärmeleitungsprozess zunehmend, da der
Untergrund die ihm zugeführte Wärme nur langsam an die restliche Umgebung weitergibt. Um
diesen orts- und zeitabhängigen Prozess realitätsnah abzubilden, wird der Untergrund nicht
über eine Dirichlet’sche oder Neumann’sche Randbedingung berücksichtigt, sondern ebenfalls
über finite Elemente implementiert und modelliert.
In der Strukturberechnung werden nur die Talsperrenblöcke II und III ohne den Untergrund
modelliert (Abb. 5.5 c). Die Blockfugen werden als Bewegungsfugen modelliert, so dass
der Mauerkörper sich nach dem Ausschalen in Längsrichtung ungehindert ausdehnen und





Auf Grundlage der im Kapitel 5.7 beschriebenen Prinzipien zum Bauablauf und vorliegenden
Baudokumentationen einzelner Talsperren werden die nachfolgend beschriebenen Ansätze zur
Modellierung der Herstellung der Staumauer gewählt. Die Betonierabschnitte (BA) erstrecken
sich jeweils über die komplette Blockbreite und besitzen in der gesamten Mauer eine einheitliche
Höhe von 2,5 Meter. Die maximale Tiefe eines Betonierabschnittes wird auf 14 Meter begrenzt,
so dass sich im unteren Teil der Mauer eine Unterteilung in jeweils zwei Betonierabschnitte
pro Ebene ergibt. Die Lage der dabei entstehenden vertikalen Arbeitsfugen wird ebenenweise
versetzt, so dass es zu einer Verzahnung der einzelnen Betonierabschnitte kommt. Pro Mauer-
block resultieren somit jeweils 20 Betonierabschnitte verteilt auf 14 Betonierebenen.
Der tatsächliche Ablauf der Betonageabfolge der einzelnen Betonierabschnitte hängt von einer
Vielzahl von bautechnischen und wirtschaftlichen Faktoren ab. So wird der Bauablauf im
Wesentlichen durch die maximale Betonageleistung pro Tag und die Begrenzung der maximalen
Betontemperaturen bestimmt. Die maximale Betonageleistung hängt dabei primär von der
Menge des verfügbaren Betons, den verfügbaren Arbeitskräften und Schalungselementen, sowie
der Transportkapazität zur Einbaustelle ab. Hinzu kommen Ereignisse wie unvorhergesehene
Lieferengpässe des Betons, Ausfälle und Winterpausen. Des Weiteren muss vor dem Ausschalen
bzw. der Anschlussbetonage eine gewisse Mindestfestigkeit erreicht werden. Gleichzeitig ist für
einen guten Verbund das Alter der Arbeitsfugen vor der Anschlussbetonage in der Regel zeitlich
zu begrenzen. Jede fertiggestellte Talsperre hat somit eine einzigartige Betonagehistorie.
Für die Modellierung wird daher, basierend auf vorliegenden Dokumentationen des zeitlichen
Betonageablaufs von vereinzelten Gewichtsstaumauern, folgender generalisierter systematischer
zeitlicher Bauablauf entwickelt. Die beiden Vorläuferblöcke und die beiden Nachläuferblöcke
werden jeweils parallel betoniert. Die einzelnen Ebenen der Blöcke werden im Abstand von
jeweils zehn Tagen betoniert. Bei der Herstellung zweier Abschnitte auf derselben Ebene wird
nach der Betonage des ersten BA zwei Tage gewartet, bevor der zweite BA betoniert wird. Die
Herstellung der Nachläuferblöcke beginnt erst 65 Tage nach dem Beginn der Herstellung der
Vorläuferblöcke. Abbildung 5.6 zeigt die resultierende Betonagereihenfolge und die zugehörigen
Betonagezeitpunkte für den in dieser Arbeit modellierten Bauablauf. Die Dauer des Betonier-
vorgangs selbst wird bei der Modellierung vereinfachend nicht berücksichtigt. Das gesamte
Volumen eines BA wird zum Betonagezeitpunkt als gleichzeitig betoniert angenommen. Damit




Bauzustand nach bspw. 
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Abbildung 5.6: Abmessungen der modellierten Talsperrenblöcke I-IV (BL) und zeitlicher
Ablauf der Betonage der einzelnen Betonierabschnitte (BA) in den Vorläuferblöcken I+III
(VBL) und den Nachläuferblöcken II+IV (NBL) für die durchgeführte Modellierung
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6 Beschreibung der durchgeführten
Finite-Element-Berechnung
In einem ersten Schritt wird die Wärmentwicklung infolge des Hydratationsprozesses wäh-
rend des Bauprozesses bei gleichzeitigem Wärmeaustausch mit der Umgebung modelliert. Als
Randbedingung für die Berechnung des Wärmeaustauschs werden dabei die Lufttemperatur,
die Sonneneinstrahlung, die Evaporation und der langwellige Strahlungsaustausch mit der
Umgebung berücksichtigt. Basierend auf den Ergebnissen dieser thermischen Berechnung wird
in einem zweiten Schritt die Entwicklung der strukturmechanischen Materialparameter und
die damit einhergehende Spannungs- und Verformungsentwicklung berechnet. Abschließend
werden aus den transienten Temperatur-, Steifigkeits- und Spannungsverteilungen die jeweils
ortsabhängigen zeitlichen Verläufe der Nullspannungstemperaturen zurückgerechnet. Um den
Einfluss von Kriechen und Relaxation auf die Nullspannungstemperaturverteilung zu untersu-
chen, wird die Strukturberechnung sowohl mit einem elastischen Materialgesetz als auch mit
einem viskoelastischen Materialgesetz durchgeführt.
Die modellierten vier Staumauerblöcke bestehen aus insgesamt 80 Betonierabschnitten (BA),
die sequentiell in der in Abbildung 5.6 gezeigten Reihen- und Zeitabfolge erstellt werden. Die
Herstellung eines neuen BA wird immer zu Beginn des jeweiligen Tages (0:00 Uhr) angesetzt.
Die Dauer des modellierten Betoniervorgangs wird vereinfachend nicht berücksichtigt, weshalb
jeder neue BA zu diesem Zeitpunkt als unmittelbar und vollständig fertiggestellt angenommen
wird. Die gesamte Modellierung wird mit der Software ANSYS durchgeführt. Dafür werden unter
Verwendung der „ANSYS Parametric Design Language“ (ADPL) eigene Programmroutinen
entwickelt, um die folgenden zentralen Aufgaben zu lösen:
• Die Modellierung einer reife- und temperaturabhängigen Wärmeerzeugungsrate infolge
Hydratation.
• Die Ermittlung und Berücksichtigung realitätsnaher Tagesgänge der meteorologischen
Einwirkungen (Lufttemperatur, Sonneneinstrahlung, Evaporation und langwelliger Strah-
lungsaustausch).
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• Abbildung einer hydratationsgesteuerten ortsabhängigen zeitlichen Steifigkeits- und Fes-
tigkeitsentwicklung.
• Die Modellierung des viskoelastischen Materialverhaltens des Betons unter kontinuierlich
veränderlicher Last während und nach der Erhärtung.
• Die Berechnung der resultierenden ortsabhängigen Nullspannungstemperaturverläufe.
6.1 Modellierte Varianten
Sowohl die Frischbetontemperatur T0 als auch die Umgebungstemperatur bei Herstellung eines
Betonierabschnittes besitzen jeweils einen wesentlichen Einfluss auf die spätere Nullspannungs-
temperatur des fertigen Betonierabschnittes. Die Umgebungstemperatur ergibt sich aus den
einwirkenden, jahreszeitlich bedingten, meteorologischen Größen. Um diese beiden wesentli-
chen Einflussfaktoren der Nullspannungstemperatur zu quantifizieren, werden insgesamt acht
verschiedene Modellierungsvarianten (MV) mit einem Zementgehalt von mz = 300 kg/m3
untersucht. Dabei werden für zwei unterschiedliche Fertigungszeiträume jeweils vier verschie-
dene Frischbetontemperaturen zwischen 15 °C und 23 °C untersucht (Tab. 6.1). Der eine
Fertigungszeitraum beginnt im Winter (1. Januar) und dauert über die angesetzten sieben
Monate bis in den Sommer an, wohingegen der andere Fertigungszeitraum im Sommer beginnt
(1. Juli) und bis in den Winter andauert. Um den Einfluss des Zementgehalts zu quantifizieren
wird MV 5 zusätzlich mit insgesamt vier verschiedenen Zementgehalten zwischen 150 kg/m3
und 300 kg/m3 berechnet. Die bei Staumauern verwendeten Zementgehalte liegen in der Regel
jedoch an der unteren Grenze dieses Bereichs zwischen 150 kg/m3 und 200 kg/m3. Für eine
Bewertung des Einflusses des viskoelastischen Materialverhaltens werden sowohl Berechnungen
mit elastischen als auch mit viskoelastischen Materialgesetzten durchgeführt. Da die visko-
elastische Modellierung aufgrund der kontinuierlich veränderlichen Last sehr rechenintensiv ist,
beschränkt sich diese auf drei ausgewählte MV (Tab. 6.1).
6.2 Diskretisierung des Modells
Für die thermische Modellierung wird der Elementtyp SOLID 70 verwendet und für die Struk-
turberechnung der Elementtyp SOLID 185. Der Elementtyp SOLID 70 besitzt als einzigen
Freiheitsgrad die Temperatur, während der Elementtyp SOLID 185 die Verschiebungen in alle
drei Raumrichtungen mit einem linearen Verschiebungsansatz als Freiheitsgrad besitz.
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6.2 Diskretisierung des Modells
Tabelle 6.1: Untersuchte Modellierungsvarianten MV 1 bis MV 8
23 °C 20 °C 15 °C 10 °C
elastisch MV 1 MV 3 MV 5* MV 7
viskoelastisch MV 1R - MV 5R MV 7R
elastisch MV 2 MV 4 MV 6 MV 8
viskoelastisch - - - -






Frischbetontemperatur T0 (mz = 300 kg/m3)
Modellierte Bauzeit
Abbildung 6.1: Erzeugtes Netz des numerischen Berechnungsmodells (Zustand nach dem
Bau des BA 27 und BA 28)
Die erzielte Rechengenauigkeit und der damit verbundene Rechenaufwand sind signifikant
von der gewählten Netzfeinheit abhängig. Für die Optimierung der Netzfeinheit werden im
Vorfeld die drei Elementgrößen 1,0 m, 0,5 m und 0,2 m anhand eines einzelnen BA untersucht.
Die Ergebnisse sind in Anhang D.1 dargestellt. Eine Elementgröße von 0,2 m ermittelt die
Wärmeerzeugung des Hydratationsmodells mit hinreichender Genauigkeit und kann die Tempe-
ratureinflüsse aus Konvektion, Strahlung und Verdunstung im oberflächennahen Bereich des
BA detailliert abbilden. In Anbetracht der geometrischen Größe des Modells und der Anzahl
der zu modellierenden Zeitschritte ist jedoch der dadurch verursachte Rechenaufwand zu groß.
Bei einer Elementgröße von 1,0 m reduziert sich der Rechenaufwand signifikant, allerdings
wird die modellierten Temperatur im Kern des BA um bis zu 11 % unterschätzt. Bei einer
Elementgröße von 0,5 m hingegen liegen diese Abweichungen bei nur ca. 1-2 % und auch die
Temperatureinflüsse an der Oberfläche können ausreichend genau abgebildet werden. Für die
Diskretisierung der Mauer wird daher eine Elementgröße von 0,5 m verwendet.
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Um die Elementanzahl zu reduzieren, wird die Elementgröße innerhalb eines BA entlang der
z-Achse variiert. Die Elementbreite beträgt dabei 0,5 m an den Rändern und nimmt zur
Blockmitte hin kontinuierlich bis auf maximal 1,10 m zu (Abb. 6.1). Eine weitere Reduktion der
Elementanzahl wird durch eine Netzvergröberung im Untergrund realisiert. Diese erfolgt jedoch
erst unterhalb einer 1,0 m mächtigen Kontaktzone, damit die Wärmeübergangsprozesse zwischen
Bauwerk und Untergrund detailliert abgebildet werden (Abb. 6.1). Für die Strukturberechnung
wird der Untergrund vereinfachend als feste Bettung angenommen.
6.3 Simulationsdauer und Zeitschrittweite
Der abzubildende Modellierungszeitraum beträgt insgesamt 205 Tage (Kapitel 5.7). Das
Berechnungsintervall sollte zum einen die Wärmeentwicklung infolge des Hydratationsprozesses
hinreichend genau beschreiben und zum anderen die Rechenzeit für den zu modellierenden
Zeitraum im vertretbaren Rahmen halten. Zur Optimierung des Berechnungsintervalls wird
außerdem eine Sensitivitätsanalyse mit unterschiedlichen Berechnungsschrittweiten zwischen
0,01 h und 1,0 h durchgeführt (Anhang D.2). Um die Rechenzeit ohne wesentliche Verluste der
Rechengenauigkeit zu reduzieren, wird eine adaptive Zeitschrittweite implementiert. Innerhalb
der ersten 72 Stunden nach Erstellung eines neuen BA, die von der Hydratation dominiert
werden (Abb. 3.19), wird eine Zeitschrittweite von 15 Minuten verwendet. Im Anschluss an
diese 72 Stunden verlängert sich das Berechnungsintervall auf 60 Minuten. Insgesamt ergeben
sich dadurch 12.696 Berechnungszeitschritte. Die Berechnungsintervalle sind für die thermische
und die strukturmechanische Modellierung identisch.
6.4 Thermische Modellierung
Abbildung 6.2 stellt den Ablauf der thermischen Modellierung schematisch dar. Die Geometrie
der Mauer und des Untergrundes ist bereits zu Beginn vollständig im Modell hinterlegt. Die Ver-
netzung der einzelnen BA erfolgt jedoch erst zu den jeweilig festgelegten Betonagezeitpunkten
(Kapitel 5.7), wodurch die Aktivierung der neu hinzukommende Bereiche spannungsfrei erfolgt.
Somit erweitert sich das Berechnungsnetz sukzessiv über die modellierte Bauphase. Bei jeder
Erweiterung wird eine neue transiente Temperaturberechnung für die Dauer bis zum nächsten
Betonagezeitpunkt gestartet. Die Initialtemperatur der neu hinzugekommenen BAs entspricht
der Frischbetontemperatur, wohingegen für die bereits bestehenden BA das Temperaturfeld
des letzten Zeitschritts der vorangegangenen Berechnung übergeben wird. Bei 80 BA von
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Erstellung des Geometriemodells der gesamten Talsperre
Abbildung 6.2: Ablauf der thermischen Modellierung über die Bauzeit der Referenztalsperre
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Bestimmung der meteorologischen 
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Abbildung 6.3: Ablauf der Berechnung der thermischen Randbedingungen
Für jeden Berechnungszeitschritt innerhalb dieser 40 Teilberechnungen werden zunächst die
thermischen Oberflächenrandbedingungen ermittelt und aufgebracht (Abb. 6.3). Anschließend
wird die aus dem Hydratationsprozess resultierende Wärmeerzeugung berechnet und imple-
mentiert (Abb. 6.2). Um die Wärmeentwicklung des gewählten Hochofenzements (CEM III/B)
detailliert abzubilden, wird das Hydratationsmodell von De Schutter u. a. (1995b) verwendet,
da dieses die Klinker- und die Hüttensandphase separat berücksichtigt (Kapitel 3.3.7). Der
Ablauf der Berechnung der thermischen Oberflächenrandbedingungen ist in Abbildung 6.3
dargestellt und wird im Folgenden beschrieben.
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Basierend auf den Parametern des Referenzklimas aus Kapitel 5.2 werden für jeden Zeitschritt
die zugehörige Lufttemperatur sowie die zugehörigen Wärmestromraten infolge Sonneneinstrah-
lung, Evaporation und langwelligem Strahlungsaustausch ermittelt. Dafür werden zunächst die
meteorologischen Tageswerte durch lineare Interpolation zwischen den Monatsmittelwerten
bestimmt. Diese Tageswerte werden anschließend auf entsprechende Tagesgänge extrapoliert.
Die für die Extrapolation verwendeten Modellierungsansätze werden in den nachfolgenden
Kapiteln 6.4.2 bis 6.4.4 beschrieben.
Der Wärmetransport zwischen der Maueroberfläche und der umgebenden Luft erfolgt durch
Konvektion. Daher lässt sich dieser am einfachsten als konvektive Randbedingung durch die
Eingabe der Lufttemperatur und eines Wärmeübergangskoeffizienten in ANSYS implementieren.
Die Erwärmung infolge Sonneneinstrahlung, die Abkühlung infolge Verdunstung und der Wärme-
austausch infolge langwelliger Strahlung liegen hingegen als Neumann’sche Randbedingung mit
dem zugehörigen Wärmestrom durch die Oberfläche vor. Da in ANSYS nicht beide Arten der
thermischen Randbedingungen gleichzeitig implementiert werden können, müssen die konvektive
und die Neumann’sche Randbedingung zunächst ineinander überführt werden. In dieser Arbeit
erfolgt dies anhand des Konzepts der ideellen Umgebungstemperatur (Kapitel 6.4.5).
Die freien Oberflächen auf denen die thermischen Randbedingungen aufgebracht werden, än-
dern sich durch die bauprozessbedingte Erweiterung des Mauerkörpers und werden daher zu
Beginn jeder Teilberechnung neu ermittelt. Der Wärmeaustauch infolge Sonneneinstrahlung
und Evaporation ist abhängig von der Oberflächenausrichtung. Folglich ist auch die ideel-
le Umgebungstemperatur von der Ausrichtung der Oberfläche abhängig. Daher werden die
Oberflächen des verwendeten Staumauermodells entsprechend ihrer räumlichen Orientierung
unterschieden (Abb. 6.6). Für jede dieser Oberflächengruppierungen (BAH bis HAUG) wird
die jeweils zugehörige ideelle Umgebungstemperatur getrennt ermittelt und anschließend zu
Beginn jedes Berechnungszeitschrittes als konvektive Randbedingung aufgebracht.
6.4.1 Initialisierung der Temperaturverteilung im Untergrund
Léger u. a. (1993) gehen unter Berufung auf ASHRAE (1983) davon aus, dass die jahreszeitlich
bedingten Temperaturschwankungen im Untergrund sich auf eine oberflächennahe Schicht von
ca. zehn Metern beschränken und die Temperaturen in größeren Tiefen über das gesamte Jahr
annähernd konstant sind. Mit zunehmender Tiefe erhöht sich die Untergrundtemperatur um
einen geothermalen Gradienten von rund 3 K pro 100 m Tiefe (Hammer u. a. 2004). Aufgrund
verschiedener Wärmetransportprozesse kann dieser Gradient allerdings ortsabhängig stark ab-
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Abbildung 6.4: Untergrundtemperaturen




























Abbildung 6.5: Gemittelte Bodentempera-
turen in 12 m Tiefe aus der Zeitreihe der
Jahre 1895 bis 2015 nach PIK (2016)
weichen (VDI 1998). Brehm u. a. (1989) zeigen, dass auch in einer Tiefe bis rund 27 m noch
jahreszeitlich bedingte Temperaturschwankungen existieren (Abb. 6.4). Allerdings fallen diese
Schwankungen unterhalb einer Tiefe von ca. zehn Metern viel kleiner aus als die Schwankungen
darüber. Auch PIK (2016) weist in zwölf Metern Tiefe einen Jahresgang mit einer Amplitude
von rund 0,5 K nach (Abb. 6.5). Dies deckt sich gut mit den Ergebnissen von Brehm u. a. (1989).
Vor der Simulation der Bauphase wird die initiale Temperaturverteilung des Untergrundes
ermittelt. Dies erfolgt unter Verwendung einer transienten thermischen Berechnung über
insgesamt zehn Jahre. Am unteren Modellrand in 27,5 m Tiefe wird gemäß Abbildung 6.4 eine
konstante Temperatur von 9,5 °C angesetzt. Am oberen Modellrand wird der Jahresgang der
Monatsmittel der Lufttemperatur gemäß dem Referenzklima aus Abbildung 5.1 aufgebracht.
Für den Baubeginn Anfang Januar bzw. Anfang Juli ergeben sich die beiden in Abbildung 6.7















































































Abbildung 6.6: Einteilung der freien Oberflächen gemäß ihrer Ausrichtung
Abbildung 6.7: Initiale Temperaturverteilung im Untergrund vor Baubeginn der Referenztal-
sperre Anfang Januar (links) und Anfang Juni (rechts).
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Abbildung 6.8: Darstellung des mit (6.1) auf Basis des ermittelten Referenzklimas aus
Tabelle B.4 modellierten Tagesgangs.
6.4.2 Modellierung der Lufttemperatur
Für die Beschreibung der tageszeitabhängigen Lufttemperatur eignen sich trigonometrische
Funktionen (Laube 1990; Petzold 1997; Sheibany u. a. 2006). Die Luft erwärmt sich im Laufe
des Tages und kühlt sich über den Verlauf der Nacht wieder ab. Die kälteste Tagestemperatur
stellt sich daher in der Regel kurz vor Sonnenaufgang ein und die wärmste Tagestemperatur
in den Nachmittagsstunden. Da der zeitliche Verlauf des Sonnenstandes von der Jahreszeit
abhängig ist, ergeben sich über das Jahr hinweg unterschiedliche Zeitpunkte für die Luft-
temperaturmaxima und -minima. In der vorliegenden Arbeit werden die beiden Extrema der
Lufttemperatur hingegen vereinfachend über das ganze Jahr hinweg zur selben Uhrzeit ange-
nommen. Dadurch lassen sich die Uhrzeiten der Temperaturextrema durch einen konstanten
Offset der Sinusfunktion formulieren. Die Amplitude der Sinusfunktion wird durch die jeweilige
maximale und minimale Tageslufttemperatur definiert (Abb. 6.8).
Durch einen Abgleich mit den Temperaturmessdaten der Wetterstation Lauchäcker auf dem
Campus der Universität Stuttgart wird das Lufttemperaturmaximum nachmittags um 15 Uhr
und das Lufttemperaturminimum um 3 Uhr nachts angesetzt (Abb. D.4). Dadurch wird der
Temperaturverlauf im Sommer gut abgebildet, während im Winter die Temperaturen in den
Morgen- und Abendstunden leicht überschätzt werden. Eine detailliertere Abbildung wäre nur
mittels einer Kopplung an die Sonnenauf- und -untergangszeiten möglich. Im Rahmen der, für
den vorliegenden Untersuchungszweck, vertretbaren Abweichungen wird in der vorliegenden
Arbeit jedoch auf eine derartige Kopplung zu Gunsten einer geschlossenen Sinusfunktion
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TL(t) Lufttemperatur zum Zeitpunkt t in h °C
TL,max maximale Tagestemperatur des zu berechnenden Tages °C
TL,min minimale Tagestemperatur des zu berechnenden Tages °C
6.4.3 Modellierung der Sonneneinstrahlung
Abbildung 6.9 vergleicht die modellierte Wärmestrahlung der detaillierten Berechnungen nach
Qin (2005) mit der des vereinfachten CROPWAT-Ansatzes der FAO zur Sommer- und Win-
tersonnenwende jeweils für bewölkten und wolkenlosen Himmel. Dargestellt sind jeweils die
Globalstrahlung (durchgezogene Linien) und der zugehörige direkte Strahlungsanteil (gestrichel-
te Linien). Die diffuse Strahlung entspricht der Differenz zwischen den jeweiligen beiden Linien.
Bei wolkenlosem Himmel im Sommer (Abb. 6.9 c) bildet demnach auch der vereinfachten Ansatz
der FAO (grüne Linie) die detaillierter berechnete Globalstrahlung auf horizontale Flächen
(schwarze Linie) gut ab. Nur für die niedrigen Sonnenstände in den Morgen- und Abendstunden
wird die Globalstrahlung aufgrund der fehlenden Abhängigkeit der Atmosphärenreduktion vom
Einfallswinkel geringfügig überschätzt. Aus demselben Grund wird die Globalstrahlung im
Winter allerdings durchgehend überschätzt, da hier über den gesamten Tagesverlauf niedrige
Sonnenstände vorherrschen (Abb. 6.9 d). Des Weiteren lässt sich mit dem CROPWAT-Ansatz
aufgrund der fehlenden Differenzierung in direkte und diffuse Strahlungsanteile nicht die Son-
neneinstrahlung auf geneigte Flächen ermitteln. Diese Differenzierung ist erforderlich, da der
Anteil der direkten Sonneneinstrahlung je nach Ausrichtung der geneigten Oberfläche eine
unterschiedliche Intensität und Wirkungsdauer besitzt, während der diffuse Strahlungsanteil ver-
einfachend isotrop und daher für alle Oberflächenorientierungen als identisch angenommen wird.
Die Berechnung nach Qin (2005) hingegen unterscheidet die direkten und diffusen Strahlungsan-
teile, verursacht allerdings einen höheren Rechenaufwand und setzt die Kenntnis umfangreicher
meteorologischer Daten für die Berechnung der Atmosphärenreduktion voraus. Ein weiterer
Nachteil besteht in der Ermittlung der diffusen Strahlung bei bewölkten Himmelszuständen.
Dafür verwendet Qin (2005) das empirische Beam-Clearness-Index-Modell (rote Linien). Für
abnehmende Bewölkungsgrade wird dadurch der diffuse Strahlungsanteil (Differenzen zwischen
den rot durchgezogenen und den rot gestrichelten Linien) jedoch zunehmend überschätzt.
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direkte Strahlung bewölkt nach Qin (2005)
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Abbildung 6.9: Vergleich verschiedener Berechnungsansätze für die Ermittlung der Wär-
mestromdichte infolge Sonneneinstrahlung für den 51. Breitengrad mit Unterteilung der
Globalstrahlung in direkte und diffuse (Differenz zwischen direkter Strahlung und Globalstrah-
lung) Strahlungsanteile auf horizontale Flächen. Darstellung für die Sommersonnenwende (22.
Juni, links) und die Wintersonnenwende (22. Dezember, rechts) mit Tageslichtdauer N und
Sonnenscheindauer n zur Berücksichtigung des Bewölkungsgrades für die Referenzwetterdaten
(oben) und für die Modellgrenze n/N = 1 (unten).
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Die Abbildung 6.9 c für den Grenzfall eines vollständig wolkenlosen Himmels im Sommer
zeigt, dass die über das Beam-Clearness-Index-Modell mit n/N = 1 ermittelten Globalstrahlun-
gen (rote durchgezogene Linie) die Globalstrahlung ohne das Beam-Clearness-Index-Modell
(schwarze durchgezogene Linie) und die Globalstrahlung des CROPWAT-Ansatzes (grüne
durchgezogene Linie) deutlich überschätzt. Auch bei bewölktem Himmel überschätzt die
über das Beam-Clearness-Index-Modell berechnete Globalstrahlung die Globalstrahlung des
CROPWAT-Ansatzes (siehe Abbildung 6.9 a). Im Winter ist der Fehler der Überschätzung des
Beam-Clearness-Index-Modell nach Qin (2005) (rote Linie) und der Fehler der Überschätzung des
CROPWAT-Ansatzes aufgrund fehlender Sonnenstandsabhängigkeit der Atmosphärenreduktion
(grüne Linie) annähernd gleich groß. Die zugehörigen direkten und diffusen Strahlungsanteile
sind jedoch unterschiedlich groß (gestrichelte rote und gestrichelte grüne Linie).
Entwicklung eines erweiterten Ansatzes auf der Basis des CROPWAT-Ansatzes Auf-
grund der beschriebenen Einschränkungen und Nachteile der oben genannten Berechnungsme-
thoden, wird im Folgenden auf Grundlage des CROPWAT-Ansatzes ein eigener vereinfachter
Ansatz für die Bestimmung der Sonneneinstrahlung entwickelt. Um die geneigten Flächen der
Staumauer berücksichtigen zu können, wird zunächst die Globalstrahlung des CROPWAT-
Ansatzes in direkte und diffuse Strahlungsanteile aufgeteilt. Dafür wird der Clearness-Index Kt
verwendet, der das Verhältnis zwischen Globalstrahlung IGH und extraterrestrischer Strahlung





Über den Clearness-Index kann anschließend das Verhältnis aus diffuser und globaler Strahlung
mittels folgender empirischen Formel abgeschätzt werden (Muneer 1987) :
IDH
IGH






t = rDG (6.3)
So lässt sich bei gegebener Globalstrahlung auf horizontale Flächen IGH des CROPWAT-
Ansatzes die zugehörige Aufteilung in direkte Strahlungsanteile IBH und diffuse Strahlungsanteile
IDH zurückrechnen.
IDH = IGH · rDG und IBH = IGH − IDH (6.4)
Abbildung 6.9 c zeigt, dass der so gewonnene direkte Strahlungsanteil (grün gestrichelt) den
direkten Strahlungsanteil der Berechnungen nach Qin (2005)(schwarz gestrichelte Linie) an-
111
6 Beschreibung der durchgeführten Finite-Element-Berechnung
nähernd beschreibt. Aufgrund der fehlenden Abhängigkeit der Atmosphärenreduktion von der
Sonnenhöhe, werden hier jedoch ebenso wie bei der am Anfang erläuterten Globalstrahlung die
Strahlung in den Morgen- und Abendstunden sowie im Winter überschätzt.
Bei direkter Anwendung von (6.3) auf den CROPWAT-Ansatz wird der direkte Strahlungsanteil
mit steigender Bewölkung zunehmend unterschätzt, da (3.22) bereits den Bewölkungsfaktor n/N
beinhaltet. In dieser Arbeit wird der Clearness-Index daher auf einen wolkenlosen Referenzhimmel
angewendet. Dafür wird der Bewölkungsgrad in (3.22) zu n/N = 1 gesetzt, so dass sich ergibt:
IGH = 0.75 · IEH und IEH = IE · sin γs (6.5)
Dieser resultierende unbewölkte direkte Strahlungsanteil wird dann erst anschließend anhand
(3.20) auf den bewölkten direkten Strahlungsanteil reduziert. Aufgrund des konstanten Zu-
sammenhangs in (6.5) ergibt ein konstanter Clearness-Index von Kt = 0,75 und somit aus
Formel 6.3 auch ein konstantes Verhältnis zwischen ID und IG von rDG = 0,2161. Der direk-
te Strahlungsanteil IBH und der diffuse Strahlungsanteil ID auf horizontale Flächen an der
Erdoberfläche beträgt somit nach (6.4) bei wolkenlosem Himmel:
IDH = 0,2161 · IG (6.6)
IBH = IG − ID = (1 − 0,2161) · IG = 0,7839 · IG (6.7)
und bei bewölktem Himmel:
ĨDH = IDH = 0,2161 · IG (6.8)
ĨBH = IBH ·
n
N




Dadurch wird auch für einen bewölkten Himmel eine gute Übereinstimmung mit der direkten
Strahlung aus der detaillierteren Berechnung nach Qin (2005) erzielt. Abbildung 6.9 a und
6.9 b zeigen, dass der direkte Strahlungsanteil nach dem CROPWAT Referenz-Model (grün
gestrichelt), bis auf die bereits beschriebenen Effekte in den Morgen- und Abendstunden, annä-
hernd identisch mit dem detailliert berechneten direkten Strahlungsanteil nach Qin (2005)(rot
gestrichelt) ist.
Die Umrechnung der Strahlung auf geneigte Flächen erfolgt anhand des Transformationswin-
kels ψ der sich aus dem Skalarprodukt des Normalenvektors der Strahlung und des Normalen-
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cos δs · cosωs · sin β − sin δs · cos β
cos δs · sinωs
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ψ Transformationswinkel zwischen Strahlungsrichtung und Norma-
lenvektor einer geneigten Oberfläche (siehe Abbildung 3.3)
°
ωs Stundenwinkel (siehe Anhang C.2) °
β Breitengrad (siehe Anhang C.2) °
αf Flächenorientierung nach Abbildung 3.3 °
βf Flächenneigung nach Abbildung 3.3 °
Der direkte Strahlungsanteil auf geneigte Flächen IBN ergibt sich folglich zu:




Die daraus resultierenden jeweiligen Verläufe der Wärmestrahlung infolge des Sonnenscheins auf
unterschiedlich orientierte Flächen sind in Abbildung 6.10 zusammengestellt. Die diskutierten
geringfügigen Abweichungen der Strahlung auf horizontale Flächen in den Morgen- und Abend-
stunden führen über diese geometrische Abhängigkeit bei stark geneigten Oberflächen mit
Ost-, West- oder Nordausrichtung zu unrealistisch großen Abweichungen. In Abbildung 6.10 a
bis d bildet der erweiterte CROPWAT-Ansatz (gepunktete Linien) die detaillierte Berechnung
dieser Oberflächen nach Qin (2005) (gestrichelte Linien) in den Randbereichen nicht adäquat ab.
Um diesen Abbildungsfehler zu vermeiden und um die Überschätzung im Winter zu kompen-
sieren, wird eine vom Einfallswinkel γs abhängige Korrekturfunktion entwickelt. Anhand der
Methode der kleinsten Fehlerquadrate wird eine Korrekturkurve konstruiert, die die Ergebnisse
der vereinfachten CROPWAT Berechnung bestmöglich an die Ergebnisse der detaillierten
Berechnung nach Qin (2005) anpasst. Aufgrund der klimatischen Unterschiede, die einen
Einfluss auf den oben beschriebenen Linkeschen Trübungsfaktor der Atmosphäre besitzen, fällt
die resultierende Korrekturkurve für den Sommer und den Winter leicht unterschiedlich aus
(Abb. 6.11).
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Abbildung 6.10: Wärmestromdichte infolge globaler Sonneneinstrahlung anhand verschiedener
Ansätze auf unterschiedliche Flächenorientierungen. Die Sonneneinstrahlung bei Bewölkung
wird bei dem Ansatz nach (Qin 2005) unter Verwendung des Beam-Clearness-Index-Modells
und bei den beiden Ansätzen nach FAO jeweils unter Verwendung des Clear-Index-Referenz-





























Sonnenhöhe γs in °
Korrekturkurve Sommer (SSW am 22. Juni)
Korrekturkurve Winter (WSW am 22. Dez.)
entwickelte Korrekturfunktion
Abbildung 6.11: Entwickelte Korrekturkurven für den Sommer und den Winter sowie die
daraus abgeleitete Korrekturfunktion fkorr(γs)
Um eine für das gesamte Jahr einheitliche Korrekturfunktion zu erhalten, die die Strahlung in
den Wintermonaten nicht übermäßig unterschätzt und in den Sommermonaten nicht übermäßig
überschätzt, wird die Funktion des Korrekturfaktors für kleine Sonnenhöhen bis γs = 20°, die
vor allem im Winter ausschlaggebend sind, der winterlichen Korrekturkurve und für γs > 20°
allmählich der sommerlichen Korrekturkurve angepasst. Es ergibt sich folgende in Abbildung 6.11
abgebildete Korrekturfunktion:
fkorr(γs) = 0,267 · ln(γs + 1) wobei 0 < fkorr(γs) < 1 (6.12)
Ab einer Sonnenhöhe von knapp 45 Grad besitzt der Einfallswinkel durch die Atmosphäre
bei dieser Korrekturfunktion für die Berechnung keinen ausschlaggebenden Einfluss mehr. Ein
Vergleich der Ergebnisse des erweiterten CROPWAT-Ansatzes unter Verwendung dieser Korrek-
turfunktion (Abb. 6.10, durchgezogene Linien) mit der detaillierten Berechnung nach Qin (2005)
(Abb. 6.10, gestrichelte Linien) zeigt jetzt eine gute Übereinstimmung. Nur für horizontale
Flächen (Abb. 6.10, grün) und Flächen, die jederzeit normal zur Einstrahlungsrichtung sind
(Abb. 6.10, rot) sind in Abbildung 6.10 a und 6.10 b für Bewölkung größere Abweichungen
zwischen den beiden Ansätzen ersichtlich. Diese resultieren aus der bereits diskutierten Über-
schätzung des diffusen Strahlungsanteils nach Qin (2005), so dass der CROPWAT-Ansatz hier
die realistischere Wärmestrahlung liefert.
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Vergleicht man die Verläufe der beiden Ansätze nach Qin (2005)(Abb. 6.10, gestrichelte Linien)
und CROPWAT mit Korrekturfunktion (Abb. 6.10, durchgezogene Linien) für wolkenlosen
Himmel im Winter in Abbildung 6.10 d, so kann gegenüber Abbildung 6.9 d die winterliche
Überschätzung des CROPWAT-Ansatzes durch die entwickelte Korrekturfunktion vollständig
kompensiert werden. Folglich kann mit dem, auf Basis des CROPWAT-Modells der FAO entwi-
ckelten, eigenen Ansatz die Wärmestrahlung der Sonne auf beliebig ausgerichtete Oberflächen
realitätsnah abgebildet werden.
Hinsichtlich der guten Abbildung der ganzjährlichen Wärmestrahlung bei unterschiedlichen
Bewölkungsgraden und des erheblich vereinfachten Rechenaufwandes wird für die vorliegende
Arbeit der oben erläuterte erweiterte Ansatz nach CROPWAT mit der Korrekturfunktion aus
(6.12) verwendet.
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Abbildung 6.12: Berechnung der Sonneneinstrahlung auf die unterschiedlich orientierten




Die aus der Sonneneinstrahlung resultierende Wärmestromrate während der Bauphase der
Talsperre wird für horizontale, unterschiedlich orientiert geneigte und vertikale Flächen jeweils
separat berechnet und anschließend mit der für alle Flächen identischen Wärmestromrate der
diffusen Sonnenstrahlung überlagert (Abb. 6.12). Für die geneigten Flächen wird zusätzlich
der Wärmeeintrag infolge des von der Untergrundoberfläche reflektierten Strahlungsanteils
berücksichtigt. Die jeweils seitlichen Flächen des aktuellen BA sind eingeschalt, weshalb hier
keine Sonnenstrahlung einwirkt. Die Erwärmung der Schalung infolge Sonneneinstrahlung wird
vereinfachend nicht berücksichtigt.
6.4.4 Modellierung der Evaporation
Der Ablauf der Ermittlung der Evaporationsmenge ist in Abbildung 6.13 dargestellt. Als erstes
wird die potentielle Verdunstungsmenge in Abhängigkeit der Luftfeuchtigkeit, der Windgeschwin-
digkeit sowie der Oberflächen- und Lufttemperatur gemäß (ACI 2007) berechnet (Kapitel 3.2.3).
Anschließend wird die vorhandene Wassermenge ermittelt und mit der potentiellen Verduns-
tungsmenge abgeglichen. Die geringere Wassermenge stellt die Evaporationsmenge dar. Diese
wird über die temperaturabhängige spezifische Verdunstungswärme nach Formel 3.11 zunächst
in eine Wärmestromrate und anschließend in einen konvektiven Temperaturgradienten für die
ideelle Umgebungstemperatur überführt (Abb. 6.3). Bei Oberflächentemperaturen unterhalb
des Gefrierpunkts wird keine Evaporation modelliert.
Die bei der Berechnung der potentiellen Evaporationsmenge einfließende Oberflächentemperatur
ist ortsabhängig und variiert über die Oberfläche der Staumauer. Vereinfachend werden für
jede Oberflächengruppierung gemäß Abbildung 6.6 nur eine repräsentative Referenzbetonober-
flächentemperatur TBO ausgelesen. Diese Vereinfachung wird dadurch ermöglicht, dass die
Oberflächentemperatur nach dem Abklingen der Hydratation primär von den richtungsabhängi-
gen äußeren thermischen Randbedingungen gesteuert wird. Die potentielle Verdunstungsmenge
wird somit für jede Flächenausrichtung getrennt ermittelt.
Während die potentielle Verdunstung sich, gemäß der in Kapitel 3.2.3 erläuterten Methoden,
berechnen lässt, kann die Menge der tatsächlich für die Verdunstung zur Verfügung stehenden
Wassermenge und deren zeitliches Auftreten im Rahmen dieser Arbeit nicht exakt ermittelt
werden. Neben den physikalischen Transportvorgängen der Feuchtigkeit haben auch die Art der
Nachbehandlung und die Oberflächenbeschaffenheit einen Einfluss auf die verfügbare Evapora-
tionsmenge.
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Frischbeton besitzt einen hohen Wassergehalt, der an der freien Oberfläche des fertiggestellten
BA für die Verdunstung zur Verfügung steht. Dieser Verdunstungsanteil steht anschließend nicht
mehr für den Hydratationsprozess zur Verfügung. Dies wirkt sich negativ auf die Eigenschaften
des erhärteten Betons aus (ACI 2008). Übermäßiges Austrocknen des Betons sollte daher
zwingend vermieden werden. Während die vertikalen Oberflächen des aktuellen BA durch
die Schalung abgeschirmt sind, ist ein ausreichender Feuchtehaushalt auf der horizontalen
Oberfläche des BA, falls erforderlich, durch eine geeignete Nachbehandlung sicherzustellen (ACI
2008). Die gebräuchlichsten Methoden dafür sind entweder eine permanente Befeuchtung oder
eine vollständige Abdeckung der Oberfläche. Die Befeuchtung gewährt einen ausreichenden
Wassergehalt für das Erreichen der potentiellen Verdunstungsmenge und führt so gleichzeitig
zur Kühlung der Oberfläche. Nach Plannerer (1998) ist die Einflusstiefe dieser Oberflächenküh-
lung auf ca. 25 cm beschränkt und wirkt so ausschließlich einer starken Erwärmung infolge
Sonneneinstrahlung entgegen. Die Abdeckung hingegen verhindert sowohl die Verdunstung als
auch die Sonneneinstrahlung. Die Dauer der Nachbehandlung beträgt dabei mindestens 72 h
und kann in Extremfällen je nach Anforderung bis zu einem Jahr andauern (ACI 2008).
Basierend auf diesen Überlegungen werden für die Modellierung folgende vereinfachten Ansätze
gewählt. Der aktuell betonierte BA wird mittels Befeuchtung so lange nachbehandelt, bis der
nächste BA hergestellt wird. Die nachbehandelten horizontalen Betonflächen (BAH), weisen
daher immer die für die potentielle Evaporation erforderliche Feuchtemenge auf. Anschließend
wird der verbleibende Wassergehalt des ausgehärteten Betons als nicht mehr relevant für die
Verdunstung angenommen. Die für die Verdunstung vorhandene Feuchtigkeit ergibt sich dann
nur aus den vorhandenen Niederschlägen auf das Bauwerk.
Da keine Informationen über die Verteilung des repräsentativen mittleren monatlichen Nie-
derschlags (Kapitel 5.2) vorliegen, werden im Rahmen dieser Arbeit folgende vereinfachte
Annahmen für die Niederschlagsdauer und deren Auftretenshäufigkeit getroffen. Es regnet jeden
zweiten Tag zur Mittagszeit mit einer Regendauer von drei Stunden im Sommer bis sieben
Stunden im Winter (Stolz u. a. 2018a). Der mittlere tägliche Niederschlag wird auf die sich so
ergebenden Stunden des Niederschlagsereignisses gleichmäßig aufgeteilt. In Abhängigkeit der
Flächenneigung und -beschaffenheit wird ein effektiver Niederschlag ermittelt. Während auf
den horizontalen Betonflächen der volle Niederschlag angesetzt wird, wird an der geneigten
Luftseite der Mauer nur 50 % und an der vertikalen Wasserseite nur 10 % des auftretenden
Niederschlages als wirksam angenommen. Auf der Oberfläche des Untergrunds werden aufgrund
von Versickerung trotz horizontaler Ausrichtung nur 70 % des Niederschlags angesetzt. Die
Feuchtespeicherkapazität wird für alle Oberflächen einheitlich mit einem Millimeter angesetzt.
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In Abbildung 6.14 (unten) ist der modellierte Niederschlag, die berechnete potentielle Ver-
dunstungsmenge, sowie die daraus resultierende Evaporationsmenge exemplarisch für einen
dreitägigen Zeitraum dargestellt. Demnach wird am 23. Januar ab Mittag ein rund neun-
stündiger Regen mit rund 0,5 mm/h Niederschlag modelliert. Nach zwei Stunden ist die
Betonoberfläche vollständig gesättigt und verbleibt gesättigt bis zum Ende des Regenereignisses.
Anschließend wird die gespeicherte Feuchtigkeit nach und nach über Evaporation abgegeben,
bis die Oberfläche am Vormittag des nächsten Tages wieder vollständig abgetrocknet ist. Auch
während des Regenereignisses erfolgt hier fälschlicherweise eine Evaporation, da vereinfachend
die Luftfeuchtigkeit über den gesamten Tag als konstant angesetzt wird und die Luft nicht
über die Dauer des Regenereignisses als gesättigt modelliert wird. Dieser Fehler ist jedoch im
Rahmen der insgesamt getroffenen Annahmen vernachlässigbar.
6.4.5 Das Konzept der ideellen Umgebungstemperatur
Lopes Madaleno (2002) beschreibt in seiner Arbeit das Konzept der ideellen Umgebungstem-
peratur. Der direkte Ansatz der Wärmestromrate infolge Sonneneinstrahlung, Evaporation
und langwelligem Strahlungsaustausch auf die Staumaueroberfläche stellt eine Neumann’sche
Randbedingungen dar. Die Angabe der Lufttemperatur TL und eines zugehörigen Wärmeüber-
gangskoeffizienten α definiert hingegen eine konvektive Randbedingung. Da in ANSYS beide
Randbedingungsarten nicht gleichzeitig implementiert werden können, müssen diese ineinander
überführt werden.
Um die konvektive Randbedingung in eine Neumann’sche Randbedingungen zu überführen
müsste eine externe Routine im Vorfeld die Wärmestromrate infolge Konvektion berechnen:
qL = α · (TL − TO) = α ·∆T (6.13)
mit:
qL Wärmestromrate infolge des konvektiven Wärmeaustauschs
mit der Außenluft
kJ/(h m2)
α Wärmeübergangskoeffizient kJ/(h m2 K)
TL Lufttemperatur °C
TO Temperatur der Staumaueroberfläche °C
Dazu ist es erforderlich zusätzlich die Temperaturen aller Oberflächenknoten auszulesen. Dies be-
deutet allerdings einen vergleichsweise erhöhten Rechenaufwand. In der vorliegenden Arbeit wird
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daher die Neumann’sche Randbedingung in eine konvektive Randbedingung überführt. Dafür
werden die jeweiligen Wärmestromraten in die zugehörigen äquivalenten Temperaturdifferenzen




und ∆TEV P O =
qEV P O
α





∆TRAD Temperaturdifferenz infolge Sonneneinstrahlung K
∆TEV P O Temperaturdifferenz infolge Verdunstung K
∆TLW R Temperaturdifferenz infolge Strahlungsaustausch K
qRAD Wärmestromrate infolge Sonneneinstrahlung kJ/(h m2)
qEV P O Wärmestromrate infolge Evaporation kJ/(h m2)
qEV P O Wärmestromrate infolge Strahlungsaustausch kJ/(h m2)
α Wärmeübergangskoeffizient kJ/(h m2 K)
Die resultierenden Temperaturdifferenzen aus Sonneneinstrahlung, Evaporation und langwelligem
Strahlungsaustausch ergeben zusammen mit der Außenlufttemperatur TL die sogenannte ideelle
Umgebungstemperatur TiU , die dann als konvektive Randbedingung in ANSYS aufgebracht
wird.
TiU = TL +∆TRAD +∆TEV P O +∆TLW R (6.15)
Abbildung 6.14 zeigt die Zusammensetzung der ideellen Umgebungstemperatur beispielhaft für
horizontale Flächen (HA) anhand eines Berechnungsausschnittes von drei Tagen. Abbildung 6.15
hingegen zeigt die ideellen Umgebungstemperaturen aller Flächenausrichtungen anhand eines
Tagesverlaufs.
Der Wärmeübergangskoeffizient α ermittelt sich für eine Windgeschwindigkeit vW kleiner als
5 m/s nach Kehlbeck (1975) zu:
α = 20,2 + 14,4 · vW (6.16)
und nach Groth u. a. (2009) zu:
α = 20,5 + 14,4 · vW für Luft entlang einer glatten Wand (6.17)
α = 22,3 + 15,1 · vW für Luft entlang einer rauen Wand (6.18)
121



























äquivalente Temperaturdifferenz infolge Sonneneinstrahlung ∆TRAD
äquivalente Temperaturdifferenz infolge Evaporation ∆TEVAPO
äquivalente Temperaturdifferenz infolge langwelligen Strahlungsaustausches ∆TLWR 
ideele Umgebungstemperatur TVA


















an der Oberfläche vorhandene Wassermenge 
potentielle Evaporationsmenge 
Evaporationsmenge
22. Januar 23. Januar 24. Januar
Abbildung 6.14: Modellierung der Evaporationsmenge und der sich ergebenden ideellen
Umgebungstemperatur für horizontale Flächen HA (beispielhafter Ausschnitt von 3 Tagen)
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Schalungselemente wirken wärmedämmend und verzögern den Wärmetransport. An den verti-
kalen Oberflächen des aktuellen Betonierabschnittes (BA) wird daher der Wärmeübergangsko-














α1 Wärmeübergangskoeffizient Beton-Schalung kJ/(h m2 K)
αges Wärmeübergangskoeffizient Schalung-Luft kJ/(h m2 K)
hs Dicke der Schalung/Wärmedämmung m
λs Wärmeleitzahl der Schalung/Wärmedämmung kJ/(h m K)
Für die vorliegende Modellierung wird der Wärmeübergangskoeffizient gemäß (6.18) ermittelt






















































Abbildung 6.15: Ideelle Umgebungstemperaturen TiU der unterschiedlichen Flächentypen
gemäß Abbildung 6.6 (Normalenvektor der Luftseite nach Süden orientiert, Modellierung mit
Berechnungsbeginn 1. Januar)
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6.5 Strukturmechanische Modellierung
Aufbauend auf den Ergebnissen der thermischen Berechnung der Staumauer wird in einem
zweiten Schritt die strukturmechanische Entwicklung des Betons während dessen Erhärtung
modelliert. Diese umfasst die Berechnung der aus der Temperatur resultierenden Dehnungen
und Spannungen im Beton unter der Berücksichtigung dessen Steifigkeitsentwicklung. Für die
in der vorliegenden Arbeit durchgeführte Untersuchung der Nullspannungstemperaturen, sind
ausschließlich die temperaturinduzierten Spannungen und Dehnungen relevant. Um thermische
und mechanische Spannungen zu entkoppeln, wird hier das Eigengewicht des Betons nicht
angesetzt. Alle Spannungen resultieren somit ausschließlich aus thermischen Beanspruchungen.
Im Gegensatz zur thermischen Modellierung ist bei der strukturmechanischen Modellierung das
Staumauermodell bereits zu Beginn vollständig vernetzt. Die Abgrenzung zwischen gefertigten
und noch nicht gefertigten Betonierabschnitten erfolgt hier durch die Definition der Steifigkeit.
Das E-Modul der noch nicht gefertigten Betonierabschnitte wird infinitesimal klein gesetzt.
Dadurch werden diese bei der Berechnung nicht berücksichtigt. Um den Einfluss des visko-
elastischen Materialverhaltens (Kriechen und Relaxation) auf die Nullspannungstemperatur
beurteilen und quantifizieren zu können, wird die strukturmechanische Modellierung sowohl mit
elastischem als auch mit viskoelastischem Materialverhalten durchgeführt. Den schematischen
Ablauf der strukturmechanischen Modellierungen zeigt Abbildung 6.16. In den nachfolgenden
Kapiteln wird der Ablauf näher beschrieben.
6.5.1 Modellierung der Steifigkeitsentwicklung
Die Entwicklung der Steifigkeit hängt vom Fortschritt der Hydratation ab. Diese wird primär
von der Betontemperatur beeinflusst, wodurch die Steifigkeit sowohl zeit- als auch ortsabhängig
ist. Für die Berechnung der Steifigkeit wird der in der thermischen Modellierung zu jedem Zeit-
schritt ti und für jedes Element berechnete Hydratationsgrad α(ti) an die strukturmechanische
Modellierung übergeben. Aus dem Hydratationsgrad wird anschließend für jedes Element der
zum entsprechenden Zeitpunkt wirksame Elastizitätsmodul E(α(ti)) unter Verwendung des An-
satzes von De Schutter u. a. (1996) getrennt berechnet (Tab. 4.6). Um diese elementabhängige
Steifigkeit in ANSYS implementieren zu können, wird für jedes Element ein eigenes Material
definiert. Dies ermöglicht die individuelle Zuweisung der jeweils aktuellen Elastizitätsmoduli für
jedes einzelne Element. Die Zuweisung erfolgt explizit zu Beginn des Berechnungszeitschritts.
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Abbildung 6.16: Ablauf der strukturmechanischen Berechnung für den elastischen Fall (ohne
gestrichelte Elemente) und den viskoelastischen Fall (mit gestrichelten Elementen) für jedes
Element einzeln
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Abbildung 6.17: Unterteilung des Temperaturverlaufs und der Steifigkeitsentwicklung in
Berechnungsintervalle
6.5.2 Modellierung der Spannungs- und Dehnungsentwicklung
Die aufgrund der Temperaturänderung∆T angestrebte Volumenausdehnung oder -kontraktion εth
unterteilt sich in einen verformbaren Anteil und einen verformungsbehinderten Anteil. Die Ver-
formungsbehinderung ergibt sich infolge inneren Zwangs und/oder äußerer Randbedingungen
und kann in den unterschiedlichen Richtungen unterschiedlich groß sein. Sie wird in ANSYS als
eine der thermischen Dehnung εth (EPTH) entgegengesetzte elastische Dehnung εel (EPEL)
aufgebracht. Die resultierende Dehnung εT (EPTT) ergibt sich zu:
εT = εth + εel (6.20)
mit:
εel = 0 bei vollständiger Verformbarkeit
εel = −εth bei vollständiger Dehnungsbehinderung
Der verformungsbehinderte Anteil der thermischen Dehnung wird gemäß der aktuell wirkenden
Dehnsteifigkeit D(ti) in Spannungen umgesetzt. Um diesen Vorgang abzubilden, wird für
jeden Zeitschritt immer nur das zugehörigen Temperaturinkremente oder -dekremente ∆Ti
als thermische Last angesetzt. Dadurch wird nur die aus dem Temperaturinkrement oder




{∆σT (ti)} = [D(ti)] {∆εel(ti)} (6.21)
Die Temperaturinkremente oder -dekremente ∆Ti ergeben sich aus den Differenzen der je-
weiligen Elementtemperaturen zum Anfangs- und Endzeitpunkt des Berechnungsschritts. Um
die über den Erhärtungsvorgang resultierenden Gesamtspannungen σT und -dehnungen εT
zu erhalten, wird am Anfang jedes Berechnungsschritts die bis zum Vorschritt berechnete
Spannungs- und Dehnungsgeschichte implementiert. Dafür wird das Konzept der virtuellen
Temperaturspannung verwendet, das im nachfolgenden Kapitel näher erläutert wird.
Die Spannung wird in der vorliegenden Arbeit nicht durch die maximal aufnehmbaren Festig-
keiten bspw. in Form eines plastischen Materialmodells oder eines Rissmodels begrenzt. Zwar
überschreiten die Zugspannungen die Festigkeiten durch die thermischen Zwangsspannungen
in weiten Bereichen, doch dies ist nicht Bestand der untersuchten Fragestellung bezüglich
der Nullspannungstemperatur. Die Berechnung der Nullspannungstemperatur würde durch
eine Spannungsbeschränkung ebenfalls begrenzt und somit verfälscht werden und wäre somit
hinfällig. Vielmehr ist es Aufgabe in der späteren Berechnung für den zu führenden Spannungs-
nachweis bei der Verwendung der in dieser Arbeit ermittelten Nullspannungstemperatur die
Überschreitung der maximalen Festigkeiten und deren Konsequenzen zu berücksichtigen.
6.5.3 Konzept der virtuellen Temperaturspannung
Die virtuelle Temperaturspannung σth beschreibt die Spannung, die sich bei vollständiger Verfor-
mungsbehinderung aus der angestrebten thermischen Dehnung εth ergeben würde. Sie beschreibt
somit die vollständige Umsetzung der thermischen Beanspruchung in Spannungen. Aufgrund
der isotropen Temperaturbeaufschlagung berechnet sich die virtuelle Temperaturspannung
direkt aus dem E-Modul:
σth = εth · E (6.22)
Um die Steifigkeitsentwicklung zu berücksichtigen, wird die virtuelle Temperaturspannung
analog zur tatsächlichen Temperaturspannung σT , inkrementell berechnet:
σth(ti) = σth(ti−1) +∆σth(ti) mit ∆σth(ti) = ∆εth(ti) · E(ti) (6.23)
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Anhand der virtuellen Temperaturspannung lassen sich die bisher berechneten Spannungs- und
Dehnungsanteile auf die Berechnung des nächsten Zeitschrittes mit veränderter Steifigkeit über-
tragen. Dafür werden die virtuellen Temperaturspannung am Ende jedes Zeitschritts berechnet
und gespeichert. Vor der Berechnung des nächsten Zeitschritts werden dann zuerst die Elasti-
zitätsmoduli der einzelnen Elemente entsprechend der Steifigkeitsentwicklung geändert und
anschließend die virtuellen Temperaturspannung des vorangegangenen Zeitschritts wieder als
Vorspannung eingelesen. Aus dieser Vorspannung berechnet ANSYS dann gemäß der wirkenden
Zwangs- und Lagerbedingungen wieder die entsprechenden Spannungs- und Verformungsanteile
der vorangegangenen Berechnung ohne diese mit den geänderten Elastizitätsmoduli neu zu
berechnen. Durch diese Vorgehensweise kann somit immer die aktuelle Temperaturdehnungsän-
derungen ∆εth auf die aktuelle Steifigkeit bezogen werden.
Die implementierte Vorspannung in Höhe der virtuellen Temperaturspannung wird bei der
Berechnung in ANSYS umgelagert, bis an allen Knoten wieder ein Kräftegleichgewicht hergestellt
ist. Bei identischen Lagerungsbedingungen ergeben sich dadurch dieselben Spannungen σT und
Dehnungen εT wie im vorherigen Zeitschritt trotz geänderter Steifigkeit. Abweichungen ergeben
sich nur durch die Änderung der Steifigkeits- oder Spannungsverhältnisse zwischen den einzelnen
Elementen untereinander. In diesem Fall werden die Verformungen elastisch umgelagert, um
das Kräftegleichgewicht an den Knoten wieder herzustellen. Ebenso führt eine Änderung der
Zwängungsverhältnisse zu einer Umlagerung zwischen Dehnungs- und Spannungsanteilen. Das
mechanische Verhalten des erhärtenden Betons wird folglich sehr gut abgebildet.
6.5.4 Modellierung der Viskoelastizität
Wie in Kapitel 4.2 beschrieben, führt das viskoelastische Materialverhalten von Beton bei
konstanter Spannung zu einer zeitlich verzögerten Dehnungsänderung (Kriechen) und bei
konstanter Dehnung zu einer zeitlich verzögerten Abnahme der dehnungsinduzierten Spannung
(Relaxation). Temperaturinduzierte Spannungen resultieren aus dem verformungsbehinderten
Anteil der thermischen Dehnung. Sie verursachen daher keine Kriechprozesse, sondern unterlie-
gen ausschließlich der Relaxation.
In der vorliegenden Arbeit wird die Relaxationsrate aus der zugehörigen fiktiven Kriechdehnungs-
rate berechnet (Abb. 6.18). Die fiktive Kriechdehnungsrate entspricht der Kriechdehnungsrate,
die sich unter der aktuellen Temperaturspannung bei freier Verformbarkeit ergeben würde. Bei
realen Kriechprozessen bleibt die kriecherzeugende Spannung konstant. Bei der beschriebenen
fiktiven Kriechannahme hingegen reduziert sich die kriecherzeugende Spannung infolge der
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Relaxation fortlaufend, wodurch sich auch die fiktive Kriechdehnungsrate fortlaufend reduziert.
Im Modell wird diese Reduzierung explizit berücksichtigt. Aufgrund der kleinen Zeitschrittweiten
ist der resultierende Fehler gegenüber einer impliziten Implementierung vernachlässigbar. Die
verbleibende Spannung σ zu Beginn eines Zeitschritts ergibt sich somit aus der Spannung
des vorangegangenen Zeitschritts, abzüglich der im vorangegangenen Zeitschritt relaxierten
Spannung σR und verbleibt während des gesamten Zeitschritts konstant.
σ(ti) = σ(ti−1) − σR(ti−1) (6.24)
Im Modell wird das durch den Abzug der relaxierten Spannung σR von der virtuellen Tempera-
turspannung σth (Kapitel 6.5.2) implementiert. Aus der Anisotropie der Relaxation ergibt sich
die anisotrope Vorspannung σV für den nächsten Zeitschritt:















Berechnung der fiktiven Kriechdehnungen und der relaxierten Spannung
Bei der viskoelastischen Modellierung wird zusätzlich zur Temperatur und dem Hydratationsgrad
auch die Reifezeit aus der thermischen Modellierung ausgelesen. Mit dieser Reifezeit und dem
Hydratationsgrad wird die Kriechzahl C(ti) für jedes Element getrennt mit dem Ansatz von
De Schutter u. a. (1997) berechnet. Die Multiplikation der Kriechzahl mit der aktuellen
Spannung σT liefert die zugehörigen einaxialen Kriechdehnungen εcr,ua. Da die Spannungen
in den unterschiedlichen Richtungen unterschiedlich groß sein können, sind die berechneten
Kriechdehnungen richtungsabhängig. Sie werden daher für die drei Normalrichtungen und die
drei Schubrichtungen getrennt ermittelt.
{εcr,ua} = C(ti,t0) · {σT } (6.26)
Die einaxiale fiktive Kriechdehnung berücksichtigt nur die zugehörige Spannungskomponente
als alleinige Einwirkung. Es liegt jedoch ein räumlicher Spannungszustand vor, in dem sich
die Spannungen in den verschiedenen Richtungen aufgrund der Querkontraktion des Betons
gegenseitig beeinflussen. Die einaxialen Kriechdehnungen werden daher nach Gopalakrishnan
u. a. (1969) über die Kriechquerdehnung νcr in multiaxiale Kriechdehnungen überführt.
{εcr} = [R] {εcr,ua} (6.27)
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Ergebnisse aus der struktur-
mechanischen Modellierung










































1 −νcr −νcr 0 0 0
−νcr 1 −νcr 0 0 0
−νcr −νcr 1 0 0 0
0 0 0 2(1 + νcr) 0 0
0 0 0 0 2(1 + νcr) 0
















Die relaxierte Spannung ergibt sich aus der fiktiven Kriechdehnung unter Berücksichtigung der
aktuellen Steifigkeit. Um die Relaxation unter Berücksichtigung der Steifigkeitsentwicklung zu
berechnen, erfolgt diese ebenso wie die Spannungsberechnung in Kapitel 6.5.2 inkrementell.
Um die aktuelle Kriechdehnungsänderung ∆εcr des Berechnungsschritts zu erhalten, wird die
Differenz aus der aktuellen berechneten Gesamtkriechdehnung und der Kriechdehnung des
Vorschrittes gebildet.
∆εcr(ti) = εcr(ti) − εcr(ti−1) (6.29)
130
6.5 Strukturmechanische Modellierung
Diese wird dann anhand der aktuellen Dehnsteifigkeit D in die Spannungsänderung ∆σR infolge
Relaxation überführt
{∆σR} = [D] {∆εcr} = [D][R] {∆εcr,ua} (6.30)
und anschließend auf die relaxierte Spannung des Vorschrittes addiert, um die bisher insgesamt
relaxierte Spannung zu erhalten.
σR(ti) = σR(ti−1) +∆σR(ti) (6.31)
Die elastische Querkontraktion ν und der Kriechquerdehnungskoeffizient νcr werden in dieser
Arbeit gemäß Gopalakrishnan u. a. (1969) mit identischer Größe angesetzt (ν = νcr = 0,2).
Daher entspricht die Matrix [R] dem Skalarprodukt aus dem Elastizitätsmodul E(α) und der
inversen Dehnsteifigkeitsmatrix [D]−1:
[R] = E(α) · [D]−1 (6.32)
Die Überführung der einaxialen fiktiven Kriechdehnung in die multiaxiale Relaxationsspannung
vereinfacht sich dadurch zu:
{∆σR} = E(α) · [D][D]
−1 {∆εcr} = E(α) {∆εcr,ua} (6.33)
Berücksichtigung der veränderlichen Spannung
Die möglichen Überlagerungsmethoden zur Berücksichtigung einer veränderlichen Beanspru-
chung während der Kriech- und Relaxationsprozesse sind in Kapitel 4.2.12 beschrieben. Auf-
grund des Temperaturverlaufs infolge Hydratation und der Tagesgänge der äußeren thermischen
Randbedingungen ändert sich die thermische Spannung eines jeden Elementes in jedem Berech-
nungsschritt. Daher muss für jedes Element in jedem Berechnungsschritt eine Überlagerung
vorgenommen werden. Zusätzlich muss aufgrund der richtungsabhängigen Spannungsgrößen
die Überlagerung der Kriechdehnungen für alle Spannungskomponenten (X, Y, Z, XY, YZ, XZ)
getrennt erfolgen. In Anbetracht der vorhandenen Elementanzahl und der Anzahl an Berech-
nungsschritten wird von der Verwendung der Superposition aufgrund des dafür erforderlichen
Speicherplatzes abgesehen. Es wird die speicheroptimierte äquivalente Zeitmethode verwendet.
Anhand des Spannungsverhältnisses der aufeinander folgenden Berechnungsschritte und der
aktuellen Kriechzahl C wird die virtuelle Startzeit t′0 berechnet, die mit der neuen Spannung σ2
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σ1 < σ2 σ1> σ2 σ1> σ2 = 0
Abbildung 6.19: Veränderlicher Spannungsverlauf
zum aktuellen Zeitpunkt t1 dieselbe Kriechzahl liefert, wie die vorangegangene Spannung σ1




Mit dem verwendeten Kriechansatz nach De Schutter u. a. (1997) ergibt sich:
σ1 · c1(α(t0)) ·
[
t1 − t0
c2(α(t0)) + t1 − t0
]0,35












Aufgrund der hydratationsgradabhängigen Parameter c1(α(t0)) und c2(α(t0)) des verwendeten
Kriechgesetzes kann die virtuelle Startzeit nicht analytisch geschlossen berechnet werden,
solange der Hydratationsgrad der virtuellen Startzeit kleiner als eins ist. Für die Lösung der
virtuellen Startzeit wird daher ein bisektionales Iterationsverfahren angewendet. Da das äqui-
valente Zeitverfahren für eine vollständige Entlastung mathematisch nicht stetig definiert ist
(Abb. 6.19 c), müssen alle Bereiche in denen die Spannung gegen Null strebt oder einen Vor-
zeichenwechsel erfährt, gesondert behandelt werden. Unterhalb der gewählten Grenzspannung
von +/- 10 kN/m2 wird daher in der Berechnung keine Relaxation angesetzt.
6.6 Berechnung der Nullspannungstemperatur
Aus den Ergebnissen der thermischen und strukturmechanischen Modellierung wird die Vertei-
lung der Nullspannungstemperatur zurückgerechnet. Weil die Nullspannungstemperatur von der
ortsabhängigen Temperatur- und Erhärtungsgeschichte abhängig ist, besitzt die Staumauer kei-
ne einheitliche Nullspannungstemperatur. Folglich wird sie für jedes Element getrennt berechnet.
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Bei vollständiger Verformungsbehinderung ergibt sich die Nullspannungstemperatur durch
den Bezug der gesamten über die Erhärtung entwickelten temperaturinduzierten Spannung
auf die aktuelle Steifigkeit. Bei partieller Verformungsbehinderung hingegen ist nicht nur der
Spannungsanteil, sondern auch der zugehörige Dehnungsanteil für die Berechnung der Null-
spannungstemperatur erforderlich.
Es muss zwischen dem elastischen und dem viskoelastischem Materialmodell unterschieden
werden. Während die Nullspannungstemperatur im elastischen Fall ab dem Erreichen der
maximalen Steifigkeit konstant bleibt, ändert sie sich im viskoelastischen Fall auch langfris-
tig infolge der Spannungsrelaxation (Abb. 2.1). Des Weiteren ergeben im elastischen Fall
der in Spannungen umgesetzte verformungsbehinderte Dehnungsanteil und der tatsächliche
Dehnungsanteil zusammen immer die vollständige thermische Dehnung εth. Daher sind die
Nullspannungstemperaturen im elastischen Fall isotrop. Im viskoelastischen Fall hingegen redu-
ziert sich der Spannungsanteil über die Zeit infolge von Relaxation während der Dehnungsanteil
unverändert bleibt. Der Dehnungsanteil ändert sich nur in Form einer elastischen Umlagerung,
wenn sich die Spannungsverhältnisse zwischen den einzelnen Elementen aufgrund der Relaxation
verändert. Daher ist im viskoelastischen Fall eine Unterscheidung des Spannungsanteils und
des Dehnungsanteils der angestrebten thermischen Dehnung εth zwingend erforderlich. Da die
Relaxation spannungs- und damit richtungsabhängig ist, sind die Nullspannungstemperaturen
im viskoelastischen Fall anisotrop.
6.6.1 Konzept der dehnungsäquivalenten und der potentiellen
Temperaturspannung
Wie oben beschrieben, muss man für die Rückrechnung der Nullspannungstemperatur nicht
nur den in Spannungen σT umgesetzten verformungsbehinderten Anteil der thermischen Ver-
formung εth, sondern auch den verformten Anteil εT berücksichtigen. Um den Spannungs-
und den Dehnungsanteil zusammenzuführen, wird eine fiktive „dehnungsäquivalente Tempe-
raturspannung“ σεT eingeführt. Sie gibt an, welcher Spannung der Dehnungsanteil bei voller
Verformungsbehinderung entsprechen würde und wird analog zu (6.21) berechnet:
{σεT } = [D] {εT } (6.36)
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Die Summe aus der verformungsbehinderten Temperaturspannung σT und der dehnungsäquiva-
lenten Temperaturspannung σεT wird in dieser Arbeit als potentielle Temperaturspannung σT ∗
bezeichnet. Im elastischen Fall ist diese isotrop und entspricht der virtuellen Temperaturspan-
nung (Kapitel 6.5.3):
σ∗T = σεT + σT = σth (6.37)
Im viskoelastischen Fall hingegen ist diese anisotrop und entspricht der virtuellen Temperatur-
spannung abzüglich der relaxierten Spannung σR:































































Im elastischen Fall ist es für die Rückrechnung der Nullspannungstemperatur unerheblich,
welcher Anteil der angestrebten thermischen Dehnung εth in Spannungen und welcher Anteil
in Dehnungen umgesetzt wird, da die Summe beider Anteile in jeder Raumrichtung identisch
ist. Die potentielle Temperaturspannung σ∗T ist daher isotrop und entspricht hier der virtuellen




· αT (Ti(t) − TN(t)) (6.39)
Nach der Nullspannungstemperatur TN aufgelöst, erhält man:
TN(t) = Ti(t) +
σ∗T (t)(1 − 2ν)
αT · E(t)
(6.40)
Im elastischen Fall kann alternativ für die Ermittlung der Nullspannungstemperatur auch ein
Modell mit voller Einspannung aller Elemente gerechnet werden. Der Dehnungsanteil entfällt
dadurch vollständig.
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6.6.3 Viskoelastische Materialgesetze
Beim viskoelastischen Materialmodell reduzieren sich die temperaturinduzierten Spannungen
über die Zeit infolge Relaxation. Die Relaxation ist abhängig von der einwirkenden Spannungs-
größe und somit anisotrop. Daher ist auch die Nullspannungstemperatur richtungsabhängig.
Berechnung in Normalspannungsrichtungen
Für eine Darstellung des Verlaufs der Nullspannungstemperatur wird diese für jeden Zeitschritt
in x- ,y- und z-Richtung berechnet:
TN,x(t) = Ti(t) +
σ∗T R,x(t) − νσ
∗





TN,y(t) = Ti(t) +
σ∗T R,y(t) − νσ
∗





TN,z(t) = Ti(t) +
σ∗T R,z(t) − νσ
∗





Berechnung in Hauptspannungsrichtungen (HSR)
Da die maximal aufnehmbare Druckspannung von Beton wesentlich höher ist als die auf-
nehmbare Zugspannung, wird in dieser Arbeit die Nullspannungstemperatur betrachtet, die die
maximale Zugspannung liefert. Daher werden die Nullspannungstemperaturen in den Hauptspan-
nungsrichtungen ermittelt. Aufgrund des damit verbundenen numerischen Aufwandes erfolgt
deren Berechnung jedoch nur für den letzten Rechenschritt bei Fertigstellung der Staumauer.
Analog zu der Berechnung der Nullspannungstemperaturen in den Normalspannungsrichtungen
wird dabei sowohl der Spannungs- als auch der Dehnungsanteil benötigt. Die Hauptspan-
nungen σT,1, σT,2 und σT,3 können in ANSYS direkt ausgelesen werden. Die Berechnung der
zugehörigen Dehnungen der drei Hauptspannungsrichtungen εT,1, εT,2 und εT,3 erfolgt jedoch
separat. Dafür wird der Dehnungstensor E im xyz-Koordinatensystem um die Eulerwinkel der
Hauptspannungsrichtungen transformiert (Abb. 6.20):
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Unter Berücksichtigung der in ANSYS festgelegten Drehkonvention (SimuTech 2018) ergibt
sich die zugehörige Transformationsmatrix R zu:









































Die Nullspannungstemperaturen in den Hauptspannungsrichtungen ergeben sich dann analog
zu (6.46) bis (6.48):

























6.6 Berechnung der Nullspannungstemperatur
Ergebnisse aus der 
thermischen  Berechnung
Ergebnisse aus der strukturmechanischen Berechnung


















σ σ σHauptspannungen T,1, T,2, T,3
σ σ σdehnungsäquivalente Temperaturspannungen nach (6.36) εT,1, εT,2, εT,3
Systemtemperatur 
Ti(t)
Nullspannungstemperaturen TN,1, TN,2, TN,3 in HSR 
rückrechnen nach (6.46) – (6.48)
σ σ σpotentielle Temperaturspannungen nach (6.37)*T,1, *T,2, *T,3
Rückrechnung Nullspannungstemperaturen in HSR




7 Diskussion der Ergebnisse der
Finite-Element-Berechnung
In diesem Kapitel werden die thermischen und strukturmechanischen Ergebnisse, sowie die
resultierenden Nullspannungstemperaturen beschrieben. Es gliedert sich in in drei Teile, die
jeweils die Ergebnisse der thermischen, elastischen und viskoelastischen Berechnung der Stau-
mauer darstellen. Für die Darstellung der zeitlichen Entwicklung der berechneten Größen, sind
für jeden BA sieben Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) definiert, die automatisiert ausgelesen
werden. Diese befinden sich im Volumenmittelpunkt des BA (CE 1) und jeweils in der Mitte
der sechs Oberflächen des BA (CE 2 bis CE 7) (Abb. 7.1). Zur besseren Übersicht werden die
Ergebnisse dieser Kontrollelemente im Folgenden nur exemplarisch für den BA 8 dargestellt
und diskutiert. Die Charakteristiken und Zusammenhänge der sich entwickelnden Größen sind











BA 2Control Element (CE) No 1 - Center (C) / Zentrum
Control Element (CE) No 2 - Top Side (TS) / Oberseite
Control Element (CE) No 3 - Bottom Side (BS) / Unterseite
Control Element (CE) No 4 - Left Side (LS) / orographisch linke Seite
Control Element (CE) No 5 - Right Side (RS)  / orographisch rechte Seite
Control Element (CE) No 6 - Air Side (AS) / der Luftseite zugewandt
Control Element (CE) No 7 - Water Side (WS) /der Wasserseite zugewandt
Abbildung 7.1: Position der sieben Kontrollelemente CE 1 bis CE 7 im BA 8
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7.1 Ergebnisse der thermischen Berechnungen
7.1.1 Wärme- und Temperaturentwicklung im Beton während der
Hydratation
Abbildung 7.2 zeigt die Wärme- und Temperaturentwicklung der Kontrollelemente CE 1 bis CE 7
des BA 8 exemplarisch für die Modellierungsvariante MV 1 innerhalb der ersten 72 Stunden. Die
Ergebnisse aller Modellierungsvarianten MV 1 bis MV 8 befinden sich in Anhang E.1. Das obere
Diagramm (Abb. 7.2) zeigt den Verlauf der Wärmeerzeugungsrate q infolge der Hydratation,
während das mittlere Diagramm die entwickelte Wärme W und den entsprechenden Hydratati-
onsgrad α bis zum jeweiligen Zeitpunkt darstellt. Die Entwicklung der Wärmeerzeugungsrate
und der bereits entwickelten Wärme (durchgezogene Linien) ist dabei zusätzlich jeweils getrennt
nach dem Anteil der Klinkerphase k (gepunktete Linien) und der Hüttensandphase s (gestrichelte
Linien) dargestellt. Das untere Diagramm zeigt die resultierenden zeitlichen Temperaturverläufe
der einzelnen Kontrollelemente.
Innerhalb der ersten 10 bis 16 Stunden nimmt die Wärmeerzeugungsrate infolge der Reaktion der
Klinkerphase (K) zu, wobei der Verlauf im Allgemeinen eine S-Kurve beschreibt. Anschließend
nimmt sie wieder asymptotisch ab, bis sie nach 72 Stunden fast wieder vollständig abgeklungen
ist. Sobald ein Hydratationsgrad von α = 0,3 erreicht wird, beginnt die Reaktion der Hütten-
sandphase (S) und erzeugt einen zweiten Peak im Verlauf der Wärmeerzeugungsrate q. Im
Vergleich zur Klinkerphase beschränkt sich der Reaktionsablauf der Hüttensandphase auf einen
kürzeren Zeitraum und erzeugt dabei nur rund 1/20 der Wärme der Klinkerphase.
Die Wärmeentwicklung läuft an den sieben Kontrollelementen unterschiedlich schnell ab, da
die Reaktionsgeschwindigkeit von der räumlichen Verteilung der Betontemperatur abhängt.
Niedrigere Temperaturen führen zu einem langsameren aber dafür längeren Reaktionsablauf
mit niedrigeren maximalen Wärmeerzeugungsraten als höhere Temperaturen (Abb. 7.2 oben).
Die insgesamt erzeugte Wärme ist mit 264 kJ/kg für alle Kontrollelemente jeweils identisch,
wird jedoch teilweise erst im Anschluss an den in Abbildung 7.2 (Mitte) dargestellten Zeitraum
erreicht. Am schnellsten läuft die Hydratation am CE 7 ab, da hier der BA 8 an den bereits
bestehenden BA 6 anschließt. Da der BA 6 infolge Hydratation bereits erwärmt ist, steigt
die Temperatur des CE 7 unmittelbar bei der Betonage sprunghaft an. Durch diesen Tempe-
raturanstieg von den 23 °C der Frischbetontemperatur auf ca. 28 °C wird der nachfolgende
Hydratationsprozess beschleunigt. Im Kern des BA (CE 1) findet ein geringerer Wärmeabtrans-
port statt als an den Oberflächen, wodurch die Betontemperatur dort auf über 50 °C ansteigt,
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während sie an den eingeschalten Oberflächen (CE 4, CE 5 und CE 6) maximal 40 °C erreicht.
Diese Temperaturdifferenz führt zu einem schnelleren Hydratationsablauf im Kern als an den
Oberflächen des BA. Der Verlauf der Wärmeentwicklung der eingeschalten Oberflächen (CE 4,
CE 5 und CE 6) ist annähernd gleich. Durch die Schalung wird sowohl die richtungsabhängige
Sonneneinstrahlung, als auch die neigungsabhängige Evaporation verhindert, weshalb sich die



































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung 7.2: MV 1: T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Juli: Wärme- und Temperaturent-
wicklung der Kontrollelemente CE 1 bis CE 7 (Abb. 7.1) des BA 8 in den ersten 3 Tagen
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Die Wärmeentwicklung an der Oberseite des BA (CE 2) ist am langsamsten, da der Beton hier
eine starke Abkühlung aufgrund der dauerhaften Evaporation infolge der gewählten Nachbe-
handlung (Kapitel 6.4.4) erfährt. Da der BA 8 auf die gekühlte Oberseite des BA 6 betoniert
wird, fällt die Temperatur an der Unterseite des BA 8 (CE 3) unmittelbar bei der Betonage
von 23 °C Frischbetontemperatur auf ca. 20 °C ab. Dadurch läuft am CE 3 die Hydratation
langsamer ab als am CE 7, obwohl beide Kontrollelemente an bestehende Betonoberflächen
anschließen.
Der Tagesgang der virtuellen Umgebungstemperatur besitzt zunächst nur an der Oberseite des
BA (CE 2) einen ausgeprägten Einfluss, da diese im direkten Austausch mit der Umgebung steht.
Die restlichen Oberflächen des BA 8 bleiben an den ersten acht Tage eingeschalt, wodurch der
Wärmeaustausch mit der Umgebung gedämpft wird. Der Tagesgang des Temperaturverlaufs ist
daher hier nur gering. Nach der Abnahme der Schalung ist hingegen auch an den restlichen
Oberflächen ein jeweils ausgeprägter Tagesgang zu erkennen (Abb. 7.3).
7.1.2 Langfristige Temperaturentwicklung im Beton
Abbildung 7.3 zeigt die Temperaturentwicklung aus Abbildung 7.2 (unten) über einen längeren
Zeitraum in logarithmischer Darstellung. Abgebildet wird der Zeitraum ab der Betonage des
BA 8 am zwölften Juli bis zur Fertigstellung der Staumauer Ende Januar des darauffolgen-
den Jahres. Zu Beginn der ersten Woche ist die Erwärmung infolge der Hydratation zu erkennen.
Solange die seitlichen Oberflächen (CE 4, CE 5 und CE 6) innerhalb der ersten acht Tage
in der Schalung verbleiben, sind deren Temperaturverläufe annähernd gleich und besitzen
nur einen schwach ausgeprägten Tagesgang. Erst nach Abnahme der Schalung besitzen die
Temperaturverläufe einen ausgeprägten Tagesgang, der dem charakteristischen Tagesgang der
Außentemperatur folgt. Nach zehn Tagen erfolgt die Betonage des darüber liegenden BA 12,
wodurch die Oberseite des BA 8 nicht mehr Bestandteil der freie Maueroberfläche ist. Der
Temperaturverlauf des CE 2 weist daher ab diesem Zeitpunkt keinen Tagesgang mehr auf,
sondern erfährt durch die Hydratation des benachbarten BA 12 eine erneute Erwärmung auf
über 40 °C . Etwas zeitverzögert erfahren auch die innenliegenden Kontrollelemente CE 1 und
CE 7 eine Verzögerung des Abkühlungsprozesses infolge der Hydratation des BA 12.
Mitte September werden die Betonierabschnitte BA 35 und BA 36 der benachbarten Nachläu-
ferblöcke NBL I und NBL III betoniert. Diese befinden sich auf derselben Höhe wie der BA 8
und schließen an diesen an (Abb. 5.6). Die Kontrollelemente CE 4 und CE 5 stehen daher ab
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diesem Zeitpunkt, ebenso wie CE 2 ab der Betonage des BA 12, nicht mehr in direktem Wär-
meaustausch mit der Außenumgebung. Die bereits auf ca 20 °C abgekühlten Kontrollelemente
CE 4 und CE 5 werden durch die Hydratation der nun benachbarten Betonierabschnitte erneut
auf ca. 30 °C erwärmt. Auch die Betonage der nachfolgenden Betonierabschnitte BA 41 und
BA 42 tragen nochmals zu einer Erwärmung und Verzögerung der Abkühlung der CE 4 und
CE 5 bei.
Die größte Abkühlung bis zum Ende der Bauzeit erfährt das luftseitige Kontrollelement CE 6
durch den durchgehenden direkten Wärmeaustausch mit den gegen Ende der Bauzeit zunehmend
winterlichen Außentemperaturen. Die oberflächennahen Bereiche kühlen hier bis auf 0 °C ab. Die
Abkühlungsgeschwindigkeit der restlichen Kontrollelemente ist abhängig von deren Entfernung
zur freien Maueroberfläche. So erfolgt die Abkühlung des CE 2 am schnellsten und am CE 7




























































Betonage des darüberliegenden BA 12 (VBL II)
Betonage der benachbarten BA 35 und 36 (NBL I+III) 
Betonage des BA 8 (VBL II)
Abnahme der Schalung zum Bau des BA 10
Fertigstellung der Staumauer









1 5 10 202 2515
Abbildung 7.3: Langfristige Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis
CE 7) des BA 8 für die Modellierungsvariante MV 1 über den gesamten Fertigungszeitraum
der Staumauer
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7.1.3 Einfluss der Umgebungstemperatur auf die maximalen
Betontemperaturen
Um den Einfluss der Umgebungstemperatur auf die maximalen Betontemperaturen beurteilen
zu können, sind in Abbildung 7.4 die beiden Modellierungsvarianten MV 1 (Baubeginn am 1.
Juli) und MV 2 (Baubeginn am 1. Januar) mit der jeweils identischen Frischbetontemperatur
von T0 = 23 °C gegenübergestellt. Für beide Varianten sind jeweils die Ergebnisse der sieben
Kontrollelemente innerhalb der ersten acht Tage dargestellt. Bei der MV 1 ist die Staumauer
bei der Herstellung des BA 8 sommerlichen Temperaturen ausgesetzt (durchgezogene Linien),
während bei der MV 2 winterliche Temperaturen einwirken (gestrichelte Linien).
Die maximale Temperatur infolge der hydratationsbedingten Erwärmung fällt bei sommerlichen
Temperaturen, aufgrund der damit verbundenen geringeren Kühlung durch die Außenumgebung,
rund 5 K bis 15 K höher aus, als bei winterlichen Temperaturen. Der Einfluss der Umgebung-
stemperatur auf die Kerntemperatur (CE 1) ist dabei geringer als auf die oberflächennahen
Bereiche (CE 2, CE 4, CE 5 und CE 6). Während die Temperaturdifferenz zwischen den beiden
Varianten im Kern ca. 5 K beträgt, sind es an der nachbehandelten Oberseite (CE 2) ca. 15 K.
An den eingeschalten Oberflächen (CE 4, CE 5, CE 6) fällt die Temperaturdifferenz mit ca. 10 K

































MV 1 MV 2
Abbildung 7.4: Temperaturentwicklung des BA 8 unter Einwirkung sommerlicher (MV 1) und
winterlicher (MV 2) Außentemperaturen (Frischbetontemperatur T0 = 23 °C)
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Auch in den Anschlussbereichen an die bestehenden BA (CE 3 und CE 7) fallen die Differenzen
der Maximaltemperaturen mit rund 7 K bis 10 K höher aus als im Kern. Ebenso wie im Kern
findet dort zwar nach der Betonage kein direkter Austausch mit der Außenumgebung statt, aller-
dings werden die Anschlussflächen vor der Betonage in Abhängigkeit von der Außentemperatur
unterschiedlich stark gekühlt.
7.1.4 Einfluss der Frischbetontemperatur auf die maximalen
Betontemperaturen
Um den Einfluss der Frischbetontemperatur auf die maximalen Betontemperaturen darzustellen,
sind in Abbildung 7.5 die Temperaturverläufe der sieben Kontrollelemente CE 1 bis CE 7 für
die vier Modellierungsvarianten MV 1, MV 3, V 5 und MV 7 zusammengestellt. Während die
Herstellung der Staumauer in allen vier dargestellten Varianten über den gleichen Zeitraum des
Jahres erfolgt (Anfang Juli bis Ende Januar), sind die angesetzten Frischbetontemperaturen
jeweils unterschiedlich (Tab. 6.1). Pro Kontrollelement ergibt sich so jeweils eine Schar aus vier
Kurven, von denen die Unterste immer die Ergebnisse bei Verwendung einer Frischbetontem-
peratur von 10 °C repräsentiert. Die darüber liegenden Kurven repräsentieren aufsteigend die

























Zeit ab Baubeginn in h
CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
MV 1, T0 = 23 °C 
MV 3, T0 = 20 °C
MV 5, T0 = 15 °C
MV 7, T0 = 10 °C
Abbildung 7.5: Temperaturentwicklung des BA 8 unter Variation der Frischbetontemperatur T0
bei Einwirkung sommerlicher Temperaturen.
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051CE 1 C CE 2 TS CE 3 BS CE 4 LS CE 5 RS CE 6 AS CE 7 WS
Erhöhung der Frischbetontemperatur T0 in K
a) Sommer b) Winter
Abbildung 7.6: Zunahme der maximalen Betontemperatur in Abhängigkeit von der Frischbe-
tontemperatur für die einzelnen Kontrollelemente des BA 8
Bei höheren Frischbetontemperaturen werden die maximalen Betontemperaturen grundsätzlich
früher erreicht. Während für T0 = 23 °C die maximalen Betontemperaturen aller Kontrollele-
mente Ti in der Regel bereits innerhalb der ersten zwei bis drei Tage auftreten, ergeben sich
diese für T0 = 10 °C bei einzelnen Kontrollelementen erst nach fünf bis sechs Tagen.
Abbildung 7.6 zeigt die Differenzen der maximalen Betontemperaturen des BA 8 in Abhängigkeit
von der zugehörigen Frischbetontemperaturen für sommerliche (links) und winterliche (rechts)
Außentemperaturen. Auf der x-Achse ist jeweils die Erhöhung der Frischbetontemperatur ge-
genüber T0 = 10 °C aufgetragen, während auf der y-Achse die Erhöhungen der maximalen
Betontemperaturen gegenüber der maximalen Betontemperaturen bei T0=10 °C dargestellt
sind. Im untersuchten Bereich der Frischbetontemperatur erfolgt die Zunahme der maximalen
Betontemperatur demnach annähernd linear. Der Einfluss der Frischbetontemperatur auf den
Kern des Betonierabschnittes (CE 1) ist dabei höher als auf die oberflächennahen Bereiche (CE 4
bis CE 7), die im direkten Austausch mit der Umgebungstemperatur stehen. Am geringsten ist
der Einfluss auf die künstlich gekühlte Oberseite des BA (CE 2).
Vergleicht man MV 1 (T0 = 23 °C) mit MV 7 (T0 = 10 °C) ergibt sich, dass bei einer
Differenz der Frischbetontemperatur von 13 K, die maximale Differenz der maximalen Beton-
temperatur Ti,max für das CE 1 hingegen nur 11,5 K beträgt (Abb. 7.6 b). Trotz des durch
einen Temperaturanstieg selbstbeschleunigenden Ablaufs der Hydratation ist die Zunahme der
maximalen Betontemperatur somit geringer als die Zunahme der Frischbetontemperatur. Dies
146
7.1 Ergebnisse der thermischen Berechnungen
Abbildung 7.7: Temperaturverteilung im VBL III nach Fertigstellung der Mauer Ende Januar
bei Verwendung einer Frischbetontemperatur von T0 = 23 °C (MV 1, links) bzw. T0 = 10 °C
(MV 7, rechts) (mz = 300 kg/m3, Baubeginn am 1. Juli)
ist auf den höheren Temperaturgradienten zwischen Betontemperatur und Außentemperatur
zurückzuführen, der aus einer höheren Frischbetontemperatur resultiert. Es erfolgt eine höhere
Wärmeabgabe an die Umgebung, die der erhöhten Wärmeproduktionsrate infolge der höhe-
ren Frischbetontemperatur entgegenwirkt. Für die Herstellung bei winterlichen Temperaturen
(Abb. 7.6 b) ist der Einfluss der Frischbetontemperatur hingegen höher als für die Herstellung
bei sommerlichen Temperaturen.
Die Betontemperaturen der oberflächennahen Bereiche (CE 2 und CE 4 bis CE 6) sind bereits
acht Tage nach der Betonage, unabhängig von der Frischbetontemperatur, annähernd gleich
(Abb. 7.5). Dies zeigt den großen Einfluss der Außentemperatur auf diese Bereiche. In den
innenliegenden Bereichen (CE 1, CE 3 und CE 7) unterscheiden sich die Betontemperaturen
der einzelnen Modellierungsvarianten hingegen noch um ca. 5 K. Allerdings ist auch hier bereits
eine Annäherung der einzelnen Temperaturverläufe ersichtlich.
Um den Einfluss der Frischbetontemperatur auf die Temperaturverteilung der Staumauer nach
ihrer Fertigstellung darzustellen, sind in Abbildung 7.7 exemplarisch die Temperaturverteilungen
im Querschnitt des VBL III nach Fertigstellung der Mauer für die beiden Modellierungsvarianten
MV 1 (links) und MV 7 (rechts) abgebildet. Da die äußeren klimatischen Einwirkungen bei
beiden Modellierungsvarianten identisch sind, resultieren die Unterschiede in den dargestellten
Temperaturverteilungen ausschließlich aus den unterschiedlichen Frischbetontemperaturen von
23 °C und 10 °C. Bei beiden Varianten ergeben sich die gleichen minimalen Betontemperaturen
von -2,9 °C an den Oberflächen, die durch die einwirkenden winterlichen Temperaturen Ende
Januar entstehen. Im Kern hingegen ist die Mauer, die mit einer Frischbetontemperatur von
23 °C betoniert wurde um ca. 4 K wärmer.
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7.1.5 Einfluss des Zementgehalts auf die maximalen
Betontemperaturen
Um den Einfluss des Zementgehaltes bewerten zu können, wird die Modellierungsvariante MV 5
mit vier unterschiedlich hohen Zementanteilen zwischen 150 kg/m3 und 300 kg/m3 untersucht.
Abbildung 7.8 vergleicht die Temperaturentwicklungen im BA 8 dieser vier Berechnungen. Pro
Kontrollelement ergibt sich so jeweils eine Schar aus vier Kurven, von denen die unterste immer
die Ergebnisse bei Verwendung eines Zementgehalts von 150 kg/m3 repräsentiert. Die darüber
liegenden Kurven repräsentieren aufsteigend die Ergebnisse der Modellierung mit den Zement-
gehalten von 200 kg/m3, 250 kg/m3 und 300 kg/m3. Mit steigendem Zementgehalt nehmen
die maximalen Betontemperaturen zu und werden früher erreicht. Mit zunehmender Abkühlung
im Anschluss an die Hydratation vermindern sich die Temperaturunterschiede zwischen den























Zeit ab Baubeginn des BA 8 in h
CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
mz = 300 kg/m3
mz = 250 kg/m3
mz = 200 kg/m3
mz = 150 kg/m3
Abbildung 7.8: Vergleich der Temperaturverläufe des BA 8 unter Variation des Zementgehal-
tes mz für die Modellierungsvariante MV 5
Die Zunahme der maximalen Temperatur verläuft annähernd linear zur Zunahme des Zementge-
haltes (Abb. 7.9). Dabei ist die Temperaturzunahme in den innenliegenden Kontrollelementen
(CE 1, CE 3 und CE 7) mit 0,08 K bis 0,1 K pro zusätzlichem Kilogramm Zement ca. doppelt
so hoch wie in den außenliegenden Kontrollelementen (CE 2, CE4, CE 5, CE 6), die maßgeblich
durch die einwirkenden meteorologischen Randbegdingungen gekühlt werden. Besonders stark
ausgeprägt ist der Kühlungseinfluss an der nachbehandelten Oberseite des BA (CE 2), wodurch
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Abbildung 7.9: Erhöhung der maximalen Betontemperaturen des BA 8 in Abhängigkeit des
Zementgehalts
die Zunahme hier am geringsten ausfällt. Daher ist auch die Zunahme an der Unterseite des
BA (CE 3) gegenüber dem Kernbereich (CE 1) und der vertikalen Arbeitsfuge (CE 7) reduziert,
da die Betonage hier unmittelbar auf die gekühlte Oberfläche des darunter liegenden BA erfolgt.
Um den Einfluss des Zementgehalts auf die Temperaturverteilung der Staumauer nach ihrer
Fertigstellung darzustellen, sind in Abbildung 7.10 exemplarisch die Temperaturverteilungen im
Querschnitt des VBL III nach Fertigstellung der Mauer für die Modellierungsvariante MV 5
mit einem Zementanteil von 300 kg/m3 (links) und 150 kg/m3 (rechts) abgebildet. Analog zu
Abbildung 7.7 ergeben sich für beide Berechnungen die gleichen minimalen Betontemperaturen
von -2,9 °C an den Maueroberflächen. Im Kern hingegen ist die Mauer mit einem Zementgehalt
von 300 kg/m3 noch um ca. 9 K wärmer als die mit einem Zementgehalt von 150 kg/m3.
Abbildung 7.10: Temperaturverteilung im VBL III nach Fertigstellung der Mauer Ende Januar
bei Verwendung eines Zementgehalts von mz = 300 kg/m3 (links) bzw. mz = 150 kg/m3
(rechts) der Modellierungsvariante MV 5 (T0 = 15 °C, Baubeginn am 1. Juli)
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7.1.6 Fazit der thermischen Berechnung
Durch unterschiedliche Frischbetontemperaturen, Zementgehalte und Außentemperaturen wird
der zeitliche Ablauf der Hydratation und die damit verbundene Wärmeerzeugung beeinflusst. Hö-
here Frischbeton- und Außentemperaturen, sowie Zementgehalte beschleunigen die Hydratation.
Niedrigere Frischbeton- und Außentemperaturen, sowie Zementgehalte verzögern hingegen die
Hydratation. So ist die Hydratation bei der MV 1 mit der höchsten untersuchten Frischbeton-
und Außentemperatur nach 72 Stunden in allen Bereichen des Betonierabschnittes annähernd
abgeschlossen (Abb. 7.2). Bei der MV 8 mit der geringsten untersuchten Frischbeton- und
Außentemperatur hingegen dauert es rund zehn Tage, bis ein vergleichbarer Hydratationsfort-
schritt wie bei MV 1 nach 72 Stunden erreicht wird (Abb. E.19). Durch die Reduktion des
Zementgehaltes von 300 kg/m3 auf 150 kg/m3 in der MV 5 verlängert sich der Hydratations-
prozess von 5 Tagen im Kern und 11 Tagen an den Oberflächen auf 11 Tage im Kern und
15 Tage an den Oberflächen.
Durch die unterschiedlichen Hydratationsabläufe infolge unterschiedlicher Frischbetontempe-
raturen verändern sich die resultierenden maximalen Betontemperaturen. Die Differenz der
Frischbetontemperatur entspricht dabei nicht der Differenz der maximalen Betontemperaturen.
Sie ist abhängig von der räumlichen Lage innerhalb des BA und der Außentemperatur. Bei
winterlichen Temperaturen ist der Einfluss der Frischbetontemperatur auf die maximalen Beton-
temperaturen etwas höher als bei sommerlichen Temperaturen (Abb. 7.6). Die entsprechende
Temperaturzu- bzw. -abnahme kann dabei als linear betrachtet werden.
Innerhalb der ersten Tage nach der Betonage entstehen durch unterschiedliche Frischbe-
tontemperaturen, Zementgehalte und Außentemperaturen signifikante Unterschiede in den
Betontemperaturen. Dies beeinflusst den Hydratationsprozess und die damit verbundene Aushär-
tung des Betons. Somit haben die unterschiedlichen Frischbetontemperaturen, Zementgehalte
und Außentemperaturen auch einen signifikanten Einfluss auf die resultierenden Nullspan-
nungstemperaturen (Kapitel 7.2.3, 7.2.5 und 7.2.6). Die Betontemperaturen hingegen werden
dadurch langfristig nicht beeinflusst. Diese werden nach dem Abkühlen der Hydratationswärme
ausschließlich durch die jährlichen und täglichen Zyklen der meteorologischen Einwirkungen
gesteuert. Allerdings varriert mit der Frischbetontemperatur, dem Zementgehalt und der
Außentemperaturen während der Betonage der zur Abkühlung der Hydratationswärme benö-
tigte Zeitraum. Die Bestimmung der Dauer dieser Zeiträume ist jedoch nicht Bestandteil der
vorliegenden Arbeit.
150
7.2 Ergebnisse der elastischen Berechnungen
7.2 Ergebnisse der elastischen Berechnungen
7.2.1 Zeitliche Entwicklung der Steifigkeiten und der
Nullspannungstemperaturen
Abbildung 7.11 zeigt die Steifigkeits-, Spannungs-, Temperatur- und Nullspannungstemperatur-
entwicklung der einzelnen Kontrollelemente CE 1 bis CE 7 des BA 8 für die Modellierungsvariante
MV 6 innerhalb der ersten zehn Tage. Die Ergebnisse der restlichen Modellierungsvarianten sind
im Anhang E.1 dargestellt. Das obere Diagramm zeigt die Temperaturverläufe (durchgezogene
Linien) und die zugehörigen Verläufe der Nullspannungstemperaturen (gestrichelte Linien).
Die beiden mittleren Diagramme bilden die Entwicklung des jeweiligen Hydratationsgrads und
Elastizitätsmoduls ab, während auf dem unteren Diagramm die potentiellen Temperaturspan-
nungen σ∗ (Kapitel 6.6.1) abgebildet sind, die aus den Temperaturverläufen bei zunehmenden
Steifigkeiten resultieren.
Die Steifigkeitsentwicklung beginnt ab der Überschreitung des festgelegten Grenzwerts des
Hydratationsgrads von α0 = 0,25 (Tab. 4.5). Ab diesem Zeitpunkt weicht die Nullspannung-
stemperatur TN von der Systemtemperatur Ti ab und entwickelt sich in Abhängigkeit des
Temperaturverlaufs und der Steifigkeitsentwicklung (Kapitel 6.6.2). Im elastischen Fall bleibt
die Nullspannungstemperatur nach Abschluss der Steifigkeitsentwicklung konstant.
Im Gegensatz zu den Kontrollelementen an den freien Oberflächen (CE 2, CE 4, CE 5 und CE 6)
muss die anfallende Wärme im Kern des BA (CE 1) erst durch den umgebenden Beton zu den
freien Oberflächen transportiert werden, bevor ein Wärmeaustausch mit der Umgebung erfolgen
kann. Daher ergibt sich im CE 1 der höchste und schnellste Temperaturanstieg. Dementspre-
chend sind hier auch die Druckspannungen am höchsten. Vergleichbares gilt für den CE 7
(vertikale Arbeitsfuge) und den CE 3 (horizontale Arbeitsfuge), die jeweils an den bestehenden
benachbarten BA 6 bzw. darunterliegenden BA 4 anschließen. Der Temperaturanstieg und die
Spannungsentwicklung des CE 7 ist daher ähnlich wie der des CE 1. Im CE 3 jedoch verzögert
sich der Hydratationsablauf gegenüber dem Ablauf im CE 1 und CE 7, da die Betonage hier
auf die infolge Nachbehandlung stark abgekühlte Oberseite des BA 4 erfolgt. Dadurch wird
die Frischbetontemperatur von 15 °C hier unmittelbar auf 7 °C abgekühlt. Dies führt sowohl
zu einer niedrigeren Maximaltemperatur (durchgezogene Linie) als auch zu einer niedrigeren
Nullspannungstemperatur (gestrichelte Linie). Da beide Temperaturen jeweils ca. 4 K geringer
ausfallen als an den Kontrollelementen CE 1 und CE 7, ist die resultierende maximale Druck-
spannung wiederum jedoch vergleichbar mit der des CE 1 bzw. CE 7. Allerdings wird sie erst
später erreicht und baut sich aufgrund der langsameren Abkühlung auch erst langsamer ab.
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CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung 7.11: MV 6: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Januar:
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE1
bis CE7) des BA 8 innerhalb der ersten zehn Tage.
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Aufgrund der kühlenden Wirkung der Nachbehandlung der Oberseite des BA (CE 2) wird die
Betontemperatur dort trotz ablaufender Hydratation so gering gehalten, dass keine nennenswer-
ten Druckspannungen entstehen. Die Nullspannungstemperatur fällt daher hier am geringsten
aus. Der Temperaturverlauf des CE 2 wird unmittelbar vom Tagesgangs der winterlichen
Umgebungstemperatur beeinflusst. An den vertikalen Oberflächen (CE 4, CE 5 und CE 6) ist
dieser Einfluss innerhalb der ersten acht Tage infolge der isolierenden Wirkung der über diesen
Zeitraum gestellten Schalung nur reduziert vorhanden. Bedingt durch die Schalung sind auch die
Temperaturverläufe und die daran gekoppelten Spannungsentwicklungen der Kontrollelemente
CE 4, CE 5 und CE 6 innerhalb der ersten acht Tage identisch (Kapitel 7.1). Erst nach
Abnahme der Schalung weisen auch die Verläufe des CE 4, CE 5 und CE 6 einen ausgeprägten
Tagesgang auf und weichen infolge der unterschiedlichen Sonneneinstrahlung auf die jeweils
zugeordneten Oberflächen voneinander ab. Die zugehörigen Nullspannungstemperaturen bleiben
jedoch annähernd gleich, da die Steifigkeitsentwicklung zum Zeitpunkt der Schalungsabnahme
bereits zum größten Teil abgeschlossen ist.
7.2.2 Räumliche Verteilung der Nullspannungstemperaturen
Die räumliche Verteilung der Nullspannungstemperatur in der Staumauer ist exemplarisch für die
Modellierungsvariante MV 1 in Abbildung 7.12 dargestellt. Auf der linken Seite ist das Modell der
strukturmechanischen Berechnung (VBL III und NBL II) mit den Nullspannungstemperaturen
an der Staumaueroberfläche abgebildet. Für die Visualisierung der Nullspannungstemperatu-
ren im Bauwerksinneren ist auf der rechten Seite dasselbe Modell in mehreren miteinander
kombinierten Ebenen geschnitten. Eine ausführlichere visuelle Darstellung aller untersuchten
Modellierungsvarianten (MV 1 bis MV 8) befindet sich im Anhang E.2.2.
Die Nullspannungstemperatur ist im inneren der Betonierabschnitte mit bis zu 41 °C am
höchsten und nimmt zu den Rändern der einzelnen Betonierabschnitte hin ab. Die Nullspan-
nungstemperatur in den horizontalen Arbeitsfugen ist dabei geringer als in den vertikalen
Arbeitsfugen. Dies ist auf die zusätzliche Kühlung der horizontalen Oberseiten der Betonier-
abschnitte durch die Nachbehandlung im Anschluss an die Herstellung zurückzuführen. Am
niedrigsten liegen die Nullspannungstemperaturen jeweils in den Eckbereichen der einzelnen
Betonierabschnitte, da dort die größte Wärmeabgabe an die Außenumgebung während der
Hydratation stattfindet. Als Folge der Herstellungsdauer von sieben Monaten und der damit
einhergehenden jahreszeitlich bedingten unterschiedlichen Außentemperaturen fallen die Null-
spannungstemperaturen an den Oberflächen der einzelnen Betonierabschnitte unterschiedlich
aus (Kapitel 7.2.3).
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Abbildung 7.12: Räumliche Verteilung der Nullspannungstemperatur an der Oberfläche
(links) und innerhalb der Staumauer, dargestellt anhand mehrerer verschiedener miteinander
kombinierter Schnittführungen (rechts)
7.2.3 Einfluss der Lufttemperatur
In Abbildung 7.13 sind die resultierenden Nullspannungstemperaturen der acht Modellierungs-
varianten (MV 1 bis MV 8) über den Querschnitt des VBL III dargestellt. Von oben nach
unten variiert die Frischbetontemperatur, wobei links jeweils die Ergebnisse der Varianten
mit Baubeginn am 1. Juli und rechts jeweils die mit Baubeginn am 1. Januar dargestellt
sind. In den Berechnungen, die den linken Abbildungen zu Grunde liegen, wirken zum Beginn
sommerliche Temperaturen auf die Staumauer ein, die über die Bauzeit allmählich in winterliche
Temperaturen übergehen. Während die untersten BA Außentemperaturen zwischen 11 °C und
21 °C ausgesetzt sind, liegen die Außentemperaturen bei der Herstellung des obersten BA Mitte
November (130 Tage nach Baubeginn, Abb. 5.6) hingegen zwischen 0 °C und 6 °C (Abb. 5.1).
Dies spiegelt sich in den resultierenden Nullspannungstemperaturen wieder. Nach oben hin
werden die Nullspannungstemperaturen zu den Randbereichen der einzelnen BA hin zunehmend
niedriger. In den Berechnungen, die den rechten Abbildungen zu Grunde liegen, wirken zu
Beginn hingegen winterliche Temperaturen auf die Mauer ein, die über die Bauzeit allmählich
in sommerliche Temperaturen übergehen. Deshalb sind hier die Nullspannungstemperaturen
in den Randbereichen der untersten BA am niedrigsten und nehmen nach oben hin allmählich zu.
In Abbildung 7.14 sind die Nullspannungstemperaturen aller BA für die Kernbereiche (links) und
die oberflächennahen Bereiche (rechts) in Abhängigkeit der mittleren Lufttemperatur während
der Betonage dargestellt. Die Farben differenzieren die Ergebnisse der Berechnungen mit den
vier Frischbetontemperaturen 10, 15, 20 und 23 °C. Die Ergebnisse des Vorläuferblocks VBL III
sind als Kreuze und die des Nachläuferblocks NBL II als Dreiecke dargestellt.
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Abbildung 7.13: Nullspannungstemperaturen im Querschnitt des VBL für die unterschiedlichen
Frischbetontemperaturen (von oben nach unten 23 °C, 20 °C, 15 °C, 10 °C) für den Baubeginn
am 01. Juli (links) und den Baubeginn am 01. Januar (rechts)
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Abbildung 7.14: Einfluss der Lufttemperatur TL auf die Nullspannungstemperaturen TN im
Kern (links) und an der Oberfläche (rechts) für die untersuchten Frischbetontemperaturen
T0 (10, 15, 20 und 23 °C)
Im Kernbereich besitzt die Außentemperatur nur einen untergeordneten Einfluss auf die Null-
spannungstemperatur. Bei einer Differenz der Außentemperatur von ca. 20 °C beträgt die
Differenz der Nullspannungstemperatur mit 2 °C bis 4 °C nur 10 % bis 20 % der Außentempe-
raturdifferenz. Dabei ist der Einfluss der Außentemperatur auf die Nullspannungstemperatur bei
niedrigeren Frischbetontemperaturen T0 ausgeprägter, als bei hohen Frischbetontemperaturen.
In den oberflächennahen Bereichen (CE 5) hingegen besitzt die Außentemperatur einen signifi-
kanten Einfluss. Auch hier ist der Einfluss bei geringeren Frischbetontemperaturen T0 größer
als bei höheren Frischbetontemperaturen. Für eine Differenz der Außentemperatur von ca. 20 K
liegen hier die Differenzen der Nullspannungstemperaturen zwischen 13 K (bei T0 = 23 °C)
und 18 K (bei T0 = 10 °C).
7.2.4 Unterschiede zwischen dem Vorläufer- und Nachläuferblock
Bei gleicher Außentemperatur weisen die Nullspannungstemperaturen im Kern der Betonier-
abschnitte des Vorläuferblocks (VBL) und des Nachläuferblocks (NBL) keine wesentlichen
Unterschiede auf (Abb. 7.14). Die Nullspannungstemperaturen im Bereich der Blockfugen
(CE 5) hingegen liegen im NBL ca. 2 K höher als im VBL. Dies ist darauf zurückzuführen, dass
beim NBL hier seitlich keine Wärmeabgabe mehr an die Außenumgebung möglich ist, sondern
ein Wärmeaustausch mit dem Beton des benachbarten VBL stattfindet.
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7.2.5 Einfluss der Frischbetontemperatur
Die Nullspannungstemperaturen erhöhen sich mit zunehmender Frischbetontemperatur (Abb. 7.14).
In Abbildung 7.15 sind analog zu Abbildung 7.6 die Erhöhungen der Nullspannungstemperaturen
des BA 8 in Abhängigkeit der Erhöhung der Frischbetontemperatur dargestellt. Ebenso wie die
Zunahme der maximalen Betontemperatur Ti,max erfolgt auch die Zunahme der elastischen
Nullspannungstemperatur TN in Abhängigkeit der Frischbetontemperatur T0 annähernd linear.
Eine Zunahme der Frischbetontemperatur wirkt sich im Kernbereich (CE 1) am stärksten auf
die Nullspannungstemperatur aus. In den Randbereichen sind die Zunahmen geringer, da in
den Randbereichen ein größerer Wärmeaustausch mit der Außenumgebung stattfindet. Im
Kern (CE 1) und an den eingeschalten Oberflächen (CE 4 bis CE 6) besitzt die Erhöhung der
Frischbetontemperatur bei winterlichen Außentemperaturen einen etwas höheren Einfluss auf
die Nullspannungstemperatur als bei sommerlichen Außentemperaturen. An der infolge der
Nachbehandlung gekühlten Oberseite des BA (CE 2) hingegen besitzt die Frischbetontemperatur
im Sommer einen etwas höheren Einfluss als im Winter. Die Nachbehandlung hat auch auf die
Nullspannungstemperatur im unteren Bereich des BA (CE 3) einen Einfluss, da der BA auf der
gekühlten Oberfläche des darunterliegenden BA aufbetoniert wird. Reduzierender und erhöhender
Einfluss gleichen sich im CE 3 aus, so dass hier im Sommer und Winter keine unterschiedliche
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Abbildung 7.15: Zunahme der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit der Erhöhung
der Frischbetontemperatur für die einzelnen Kontrollelemente des BA 8 in Bezug auf die
Nullspannungstemperaturen bei einer Frischbetontemperatur von T0= 10 °C
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7.2.6 Einfluss des Zementgehaltes auf die Nullspannungstemperatur
Abbildung 7.16 zeigt die Erhöhung der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit des Zement-
gehalts für die vier durchgeführten Berechnungen mit unterschiedlichen Zementgehalten der
Modellierungsvariante MV 5. Der Einfluss des Zementgehalts ist annähernd linear und liegt
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Abbildung 7.16: Zunahme der Nullspannungstemperatur TN in Abhängigkeit des Zementge-
halts mz für die einzelnen Kontrollelemente des BA 8 bezogen auf die Nullspannungstempe-
raturen bei mz = 150 kg/m3
Die größte Erhöhung der Nullspannungstemperatur mit steigendem Zementgehalt ergibt sich
im Kernbereich des BA (CE 1) und der vertikalen Arbeitsfuge (CE 7), da hier der geringste
Wärmeaustausch mit der Außenumgebung stattfindet. An den vertikalen freien Oberflächen
(CE 4, CE 5 und CE6) hingegen fällt der Einfluss des Zementgehalts durch den direkten Wär-
meaustausch mit der Umgebung geringer aus, als im inneren der Mauer (CE 1, CE 3 und CE 7).
Am geringsten ist der Einfluss auf die Oberseite des BA, da diese durch die Nachbehandlung
die größte Kühlung innerhalb des BA erfährt. Dies wirkt sich auch auf die Unterseite (CE 3)
des BA 8 aus, die auf die gekühlte Oberseite des darunterliegenden BA 4 betoniert wird. Der
Einfluss des Zementgehalts ist daher im CE 3 geringer, als im CE 1 oder CE 7, obwohl er sich
ebenfalls nicht in der Nähe der freien Oberfläche befindet.
Durch die unterschiedlich stark ausgeprägten Einflüsse des Zementgehalts auf die Nullspannung-
stemperatur reduziert sich mit abnehmendem Zementgehalt zunehmend der Unterschied der
Nullspannungstemperaturen zwischen den einzelnen Bereichen des Mauerquerschnittes. Durch
die größere Reduktion in den Kernbereichen nähern sich die höheren Nullspannungstemperaturen
im Kernbereich bei abnehmendem Zementgehalt zunehmend den niedrigeren Nullspannung-
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Abbildung 7.17: Nullspannungstemperaturen der verschiedenen Zementgehalte im VBL III
für die MV 5 (oben links mz = 300 kg/m3, oben rechts mz = 250 kg/m3, unten links
mz = 200 kg/m3 und unten rechts mz = 150 kg/m3)
stemperaturen der Arbeitsfugen und Oberflächen an. So ergibt sich bei mz = 150 kg/m3
(Abb.7.17 unten rechts) eine über den gesamten Mauerquerschnitt nahezu einheitliche Null-
spannungstemperatur, während bei mz = 300 kg/m3 (Abb.7.17 oben links) eine deutliche
Unterscheidung der Nullspannungstemperatur zwischen den Kernbereichen des BA und den
Arbeitsfugen vorliegt.
7.2.7 Fazit der elastischen Berechnung
Die Außentemperatur beeinflusst nicht nur die Nullspannungstemperaturen der späteren wasser-
und luftseitigen Oberflächen, sondern auch die Bereiche der späteren vertikalen und horizon-
talen Arbeitsfugen. Die Nullspannungstemperaturen im Kernbereich der Betonierabschnitte
werden hingegen nur untergeordnet beeinflusst. Eine Änderung der Frischbetontemperatur
besitzt hingegen in den Kernbereichen der Betonierabschnitte einen größeren Einfluss als an
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den Arbeitsfugen und Oberflächen. Ebenso beeinflusst auch der Zementgehalt des Betons die
Nullspannungstemperatur in den Kernbereichen mehr als an den Arbeitsfugen und Oberflächen.
Bei höheren Zementgehalten fallen die Unterschiede der Nullspannungstemperaturen zwischen
den Arbeitsfugen, Oberflächen und Kernbereichen höher aus als bei niedrigeren Zementgehalten.
Vorläuferblöcke (VBL) kühlen grundsätzlich schneller ab als die Nachläuferblöcke (NBL), da
diese auch seitlich (Flächen der späteren Blockfugen) Wärme abgeben. Die resultierende Null-
spannungstemperatur wird dadurch jedoch nur untergeordnet beeinflusst, da sich diese bereits
innerhalb der ersten Tage nach der Betonage ausbildet, während der BA noch eingeschalt
ist. Die Schalung hemmt durch ihre Wärmedämmung die schnellere Auskühlung des VBL
im Vergleich zum NBL. Nur an den Unterseiten der Betonierabschnitte entstehen größere
Unterschiede der Nullspannungstemperaturen zwischen VBL und NBL, da diese Bereiche jeweils
auf einen bereits ausgekühlten Betonierabschnitt betoniert wird, wobei die Oberflächen des
VBL bereits stärker abgekühlt sind als die des NBL.
7.3 Ergebnisse der viskoelastischen Berechnungen
7.3.1 Zeitliche Entwicklung der Nullspannungstemperaturen
Abbildung 7.18 und 7.19 zeigen exemplarische Ergebnisse der viskoelastischen Berechnung
MV 7R. Es sind die Temperatur-, Nullspannungstemperatur-, Steifigkeits- und Spannungsver-
läufe der beiden Kontrollelemente CE 1 (Blockmitte) und CE 5 (seitliche Oberfläche) des BA 8
von dessen Betonage bis zur Fertigstellung der Staumauer dargestellt.
Das oberste Diagramm zeigt die hydratationsbedingte Erwärmung und die anschließende Ab-
kühlung des jeweiligen Kontrollelements (schwarze Linie) aus der zugehörigen thermischen
Berechnung (Kapitel 7.1.2). Des Weiteren sind die resultierenden Nullspannungstemperatu-
ren TN der drei Normalenrichtungen abgebildet (grüne, rote und blaue Linie). Zum Vergleich ist
ebenfalls die isotrope Nullspannungstemperatur der elastischen Berechnung dargestellt (schwarz
punktierte Linie). Das zweite Diagramm von oben zeigt die jeweilige Steifigkeitsentwicklung
anhand des Elastizitätsmoduls. Die Steifigkeitsentwicklung im Kern (CE 1) ist nach ca. ei-
ner Woche und am Rand des BA (CE 5) nach ca. zwei Wochen abgeschlossen. Das dritte
Diagramm von oben zeigt die im jeweiligen Kontrollelement vorhandenen Spannungen in den
Normalenrichtungen unter Berücksichtigung der Relaxation. Zusätzlich ist die Entwicklung der
Druckfestigkeit Fc und Zugfestigkeit Fct abgebildet (gestrichelte Linien).
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SX SY SZ Fc Fct
Abbildung 7.18: MV 7R: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1: Juli.
Temperatur-, Nullspannungstemperatur-, Steifigkeits- und Spannungsverläufe des CE 1 des
BA 8 von der Betonage bis zur Fertigstellung der Staumauer (hellgraue vertikale Hilfslinien = 1
Woche, dunkelgraue vertikale Hilfslinien = 1 Monat).
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SX SY SZ Fc Fct
Abbildung 7.19: MV 7R: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Juli:
Temperatur-, Nullspannungstemperatur-, Steifigkeits- und Spannungsverläufe des CE 5 des
BA 8 von der Betonage bis zur Fertigstellung der Staumauer (hellgraue vertikale Hilfslinien = 1
Woche, dunkelgraue vertikale Hilfslinien = 1 Monat).
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Im untersten Diagramm sind die aufgebrachten Vorspannungen infolge Relaxation (6.25)
der Normalenrichtungen dargestellt. Die Vorspannung σV entspricht jeweils der relaxierten
Spannung σR mit inversem Vorzeichen. Dadurch reduziert sie bei der Überlagerung mit der
temperaturinduzierten Spannung diese um den relaxierten Anteil. Bei Druckspannungen (-)
entwickelt sich eine positive Vorspannung oder reduziert sich eine bereits vorhandene negative
Vorspannung. Bei Zugspannungen (+) hingegen entwickelt sich eine negative Vorspannung oder
reduziert sich eine bereits vorhandene positive Vorspannung. Bei einem Vorzeichenwechsel der
Spannung (Zug/Druck) ändert sich folglich das Vorzeichen der Steigung der Vorspannung. Die
Änderungsrate der Vorspannung ist bei hohem Relaxationsvermögen zum Belastungsbeginn und
bei hohen Spannungen am größten. Mit abnehmender Spannung und zunehmendem Belastungs-
und Betonalter reduziert sich die Änderungsrate der Vorspannung.
Im Kern (Abb. 7.18) entwickeln sich mit zunehmender Erwärmung ausgeprägte Druckspannun-
gen in x- und z-Richtung, da die Ausdehnung in diesen Richtungen durch den angrenzenden
BA 6 und die Schalung behindert wird. In y-Richtung hingegen kann sich der BA frei nach
oben verformen. Daher stellen sich hier erst Spannungen ein, wenn zehn Tage später der
darüberliegende BA 12 betoniert wird. Dessen Ausdehnung in y-Richtung wird anteilig an
den BA 8 übertragen und dort in Druckspannungen umgesetzt. Die Druckspannungen in x-
und z-Richtung erfahren eine starke Relaxation (Zuwachs der Vorspannung infolge Relaxation
(+)). Dadurch sind die Druckspannungen bei der Abkühlung deutlich früher abgebaut als
bei der elastischen Berechnung. Die anschließenden Zugspannungen unterliegen ebenfalls der
Relaxation, wodurch die Vorspannung infolge der Relaxation allmählich wieder abgebaut wird.
Aufgrund der Relaxation der Druckspannungen fallen die Nullspannungstemperaturen TN,x
und TN,z zunächst höher aus als im elastischen Fall (gepunktete schwarze Linie). Durch die
anschließende Relaxation der Zugspannungen nehmen die beiden Nullspannungstemperaturen
jedoch wieder ab, bis sie zur Fertigstellung der Staumauer ähnliche Werte wie im elastischen Fall
erreichen. Die Nullspannungstemperaturen der Normalenrichtungen nähern sich im Kernbereich
des BA während des Herstellungszeitraums der Staumauer aneinander an.
Am Rand der späteren Blockfuge (Abb. 7.19) entstehen in x- und z-Richtung zunächst ebenfalls
Druckspannungen. In z-Richtung klingt diese jedoch nach Abnahme der Schalung nach acht
Tagen vollständig ab. Erst nach der Herstellung des benachbarten BA 35 im NBL II wird
die Verformbarkeit in z-Richtung wieder eingeschränkt, wodurch sich erneut Spannungen in
z-Richtung ergeben. In y-Richtung werden die Randfasern des BA zunächst durch die grö-
ßere Ausdehnung des Kernbereichs nach oben auseinandergezogen, weshalb hier trotz einer
Erwärmung zunächst Zugspannungen auftreten. Diese Zugspannungen relaxieren, wodurch
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zunächst eine kleinere Nullspannungstemperatur TN,y resultiert als im elastischen Fall. Durch
den anschließenden Wechsel in die Druckzone wird diese Differenz wieder allmählich abgebaut,
bis die Nullspannungstemperatur TN,y anschließend bis zur Fertigstellung der Staumauer grö-
ßer wird als im elastischen Fall. Auch in x-Richtung verursacht die größere Ausdehnung des
Kernbereichs anteilige Zugspannungen in den Randfasern des BA, welche die Druckspannungen
in x-Richtung überlagern und damit reduzieren. Dadurch fällt auch die Vorspannung infolge
Relaxation in x-Richtung geringer aus als in z-Richtung. Im Gegensatz zum Kernbereich nähern
sich hier die Nullspannungstemperaturen der Normalenrichtungen nicht aneinander an.
Abbildung 7.18 und 7.19 zeigen, dass die Zugfestigkeit Fct selbst bei der niedrigen Frischbeton-
temperatur (T0 = 10 °C) stellenweise überschritten wird. Diese Spannungsüberschreitungen
werden im verwendeten Modell nicht umgelagert, um die resultierende Nullspannungstemperatur
nicht zu beeinflussen. Die Spannungsumlagerung hat erst in den Standsicherheitsberechnungen,
in denen die hier ermittelte Nullspannungstemperaturen Verwendung finden, zu erfolgen.
7.3.2 Auswirkung der Relaxation auf die räumliche Verteilung der
Nullspannungstemperatur
Abbildung 7.20 vergleicht die elastischen und viskoelastischen Nullspannungstemperaturen
im Querschnitt des VBL III. Auf der rechten Seite sind die Verteilungen der Nullspannung-
stemperaturen TN,1 in der Hauptzugspannungsrichtung (6.46) für die drei durchgeführten
viskoelastischen Berechnungen dargestellt. Auf der linken Seite hingegen sind die Verteilungen
der isotropen elastischen Nullspannungstemperaturen der jeweils zugehörigen elastischen Be-
rechnung abgebildet. Die Frischbetontemperatur nimmt dabei von oben nach unten ab.
Im elastischen Fall wird die räumliche Verteilung der Nullspannungstemperatur hauptsächlich
durch die Struktur der Betonierabschnitte und die Anordnung der Arbeitsfugen geprägt. Im
viskoelastischen Fall ist diese Struktur ebenfalls sichtbar, allerdings zeichnet sich hier zusätzlich
eine betonierabschnittübergreifende Verteilung der Nullspanungstemperatur ab. So bildet sich
im unteren Kernbereich der Mauer ein großräumiger Bereich aus, der höhere Nullspannung-
stemperaturen aufweist als die restlichen Bereiche der Staumauer.
Dies erscheint plausibel, da dieser innere Kernbereich der Mauer größeren Zwängungen ausge-
setzt ist als die oberflächennahen Bereiche. Durch diese Verformungseinschränkung ergeben
sich im inneren der Staumauer grundsätzlich höhere Spannungsanteile als an den Rändern
des Staumauerquerschnittes, wodurch die Relaxation dort auch einen größeren Einfluss be-
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sitzt. Da zu Beginn, während der Beton noch das größte Relaxationsvermögen aufweist, im
Kernbereich der Mauer hauptsächlich Druckspannungen infolge der hydratationsbedingten
Erwärmung herrschen, resultiert daraus eine zunächst erhöhte Nullspannungstemperatur. Der
langfristige Betrag dieser Erhöhung ist jedoch auch vom anschließenden Abkühlungsprozess
abhängig. Die Abkühlung bewirkt Zugspannungen im Beton, welche durch die Relaxation die
Nullspannungstemperaturen wieder allmählich senken.
Die Erhöhung der Nullspannungstemperatur im Kernbereich der Mauer gegenüber der elas-
tischen Berechnung fällt bei T0 = 10 °C (unten) und T0 = 15 °C (Mitte) höher aus als
bei T0 = 23 °C (oben). Bei T0 = 23 °C sind die maximalen Nullspannungstemperaturen im
Kernbereich der Mauer annähernd gleich wie bei der elastischen Berechnung. Dies resultiert aus
der mit steigender Frischbetontemperatur zunehmenden Differenz zwischen Mauertemperatur
und Außentemperatur. Dies führt bei höheren Frischbetontemperaturen zu einer stärkeren
Abkühlung des Betons als bei niedrigeren Frischbetontemperaturen. Daraus ergeben sich höhere
Zugspannungen und somit auch eine höhere Relaxation unter Zug, die die Nullspannungstem-
peraturen senken.
An den freien Oberflächen der Wasser- und Luftseite der Staumauer haben sich die Nullspan-
nungstemperaturen durch die Relaxation gegenüber den elastischen Berechnungsergebnissen
reduziert. Dies lässt sich dadurch erklären, dass diese Oberflächen zu Beginn, trotz einer
Erwärmung des Betons, Zugspannungen ausgesetzt sind. Diese ergeben sich dadurch, dass
die Ausdehnung der stärkeren Erwärmung im Kern des BA die Randfasern an den freien
Oberflächen auseinanderzieht. Relaxation unter Zugspannungen verkleinert die resultierenden
Nullspannungstemperaturen.
Der Längsschnitt durch den VBL III und den NBL II (Abb. 7.21) zeigt eine Asymmetrie der
Nullspannungstemperaturen über die Blockbreite. Diese ist primär im NBL II vorhanden und
ergibt sich durch die unterschiedlichen Lagerungsbedingungen an den jeweils angrenzenden
Blockfugen. Während in der Blockfuge zwischen dem VBL III und dem NBL II die beiden
Blöcke miteinander interagieren, sind die beiden außenliegenden Blockfugen vereinfachend
frei verformbar (Kapitel 5.6). Zur Blockfuge hin fallen die Nullspannungstemperaturen im
viskoelastischen Fall höher aus als im elastischen Fall. Dies lässt sich analog zu den erhöhten
Nullspannungstemperaturen im unteren Kernbereich der Mauer auf die erhöhten Zwängungen
infolge der Interaktion der beiden Blöcke zurückführen.
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Abbildung 7.20: Gegenüberstellung der Nullspannungstemperaturen aus der elastischen (links)
und der viskoelastischen Berechnungen (rechts) im Querschnitt des VBL III für MV 1R
(oben, T0 = 23 °C), MV 5R (Mitte, T0 = 15 °C) und MV 7R (unten, T0 = 10 °C)
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Abbildung 7.21: Gegenüberstellung der Nullspannungstemperaturen im Längsschnitt aus der
elastischen (links) und der viskoelastischen Berechnung (rechts) der MV 5R
7.3.3 Fazit der viskoelastischen Berechnung
Aufgrund der spannungsabhängigen Relaxation ergibt sich für den viskoelastischen Fall eine
anisotrope Nullspannungstemperatur. In den innenliegenden Mauerbereichen (Kernbereiche
und Seiten der Anschlussbetonage der BA) gleichen sich die Nullspannungstemperaturen der
unterschiedlichen Richtungen über die Bauzeit hinweg allmählich aneinander an. An den Mau-
eroberflächen (freie Oberflächen der BA) hingegen weichen diese signifikant voneinander ab.
Aufgrund der unterschiedlichen Druck- und Zugfestigkeiten von Beton ist die Nullspannung-
stemperatur in Richtung der Hauptzugspannung als relevant zu betrachten.
Die räumliche Variation der Nullspannungstemperatur nimmt durch die Berücksichtigung der
Relaxation zu. Dadurch lassen sich die räumlichen Bereiche ähnlicher Nullspannungstempe-
raturen nicht so eindeutig abgrenzen wie bei der Berechnung mit elastischem Materialgesetz.
Grundsätzlich besitzt die Relaxation in Bereichen mit hohen inneren Zwängen aufgrund der
damit einhergehenden Spannungen einen höheren Einfluss als in frei verformbaren Bereichen.
Durch eine von Nachbarbereichen aufgezwungene Verformung und der daraus resultierenden
Spannung kann die Relaxation jedoch auch in frei verformbaren Bereichen einen signifikanten
Einfluss besitzen. Während im inneren Kernbereich und an den Blockfugen der Mauer die
Nullspannungstemperaturen annähernd gleich bleiben bzw. ansteigen, nimmt die Nullspan-
nungstemperatur zu den freien Oberflächen der Staumauer, verglichen mit den Ergebnissen
der Berechnung mit elastischem Materialgesetz, ab. Dies deckt sich mit der Aussage des
ICOLD-Bulletin No. 30a (ICOLD 1987), dass trotz hoher thermischer Beanspruchung keine
flächendeckenden Rissstrukturen an den Oberflächen von Staumauern zu erkennen sind.
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Des Weitern verändert sich die viskoelastische Nullspannungstemperatur im Gegensatz zur
elastischen Nullspannungstemperatur auch noch über den Zeitraum der Erhärtung hinaus. In-
nerhalb des in dieser Arbeit durchgeführten Berechnungszeitraums ist die Relaxation noch nicht
vollständig abgeschlossen. In Abhängigkeit des Betonagezeitpunkts ist der Relaxationsprozess
in den einzelnen BA unterschiedlich weit fortgeschritten.
Die Ergebnisse zeigen bei vereinzelten oberflächennahen Elementen verfälschte Nullspannung-
stemperaturen. Grund dafür ist eine gewisse numerische Instabilität der Relaxationsberechnung,
die sich aus dem fehlenden Definitionsbereich der verwendeten äquivalenten Zeitmethode bei
vollständiger Spannungsentlastung ergibt. So treten diese numerischen Instabilitäten besonders
an den Elementen mit freien Oberflächen auf, da deren Spannungsverläufe durch den Einfluss
der tagesganggeprägten Außentemperatur, regelmäßig fortlaufende Vorzeichenwechsel besitzen
und jedem Vorzeichenwechsel eine vollständige Entspannung vorausgeht. Für den Großteil
der Modellbereiche liefert die durchgeführte Berechnung jedoch plausible Ergebnisse. Die
vorgestellte Methodik ist daher prinzipiell für die Modellierung der Viskoelastizität geeignet
und bedarf lediglich eines verbesserten Lösungsalgorithmus zur Abbildung der nicht definierten
Bereiche der äquivalenten Zeitmethode.
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8 Entwicklung eines praxistauglichen
Berechnungsansatzes
Die Berechnungsergebnisse zeigen eine Verteilung der Nullspannungstemperatur in der Stau-
mauer. Um die entsprechenden Nullspannungstemperaturen, beispielsweise für die Standsi-
cherheitsnachweise im Rahmen einer „Vertieften Überprüfung“, zur Verfügung zu stellen, ist
es notwendig, basierend auf den erhaltenen Berechnungsergebnissen einen praxisgerechten
Berechnungsansatz zu entwickeln. Hierfür werden zunächst Bereiche mit ähnlichen Nullspan-
nugstemperaturen zusammengefasst. Die Ergebnisse aus den Berechnungen mit elastischem
Materialgesetz zeigen folgende fünf klar getrennte Bereiche in der Staumauer (Abb. 8.1):
(A): Kernbereiche der einzelnen Betonierabschnitte
(B): Bereiche der vertikalen Blockfugen
(C): Bereiche der vertikalen Arbeitsfugen
(D): Bereiche der horizontalen Arbeitsfugen
(E): Wasser- und luftseitige Bauwerksoberflächen
Diesen Bereichen werden die Ergebnisse der jeweils entsprechenden Kontrollelemente CE 1 bis
CE 7 aus Kapitel 7 zugeordnet (Abb. 8.2). Die Ergebnisse der sechs an der BA-Oberfläche
befindlichen Kontrollelemente werden als repräsentativ für die zugeordneten Oberflächen
angenommen. Die niedrigeren Nullspannungstemperaturen entlang der Kanten und in den
Ecken der BA werden, auf der konservativen Seite liegend, für die nachfolgenden Untersuchungen
vernachlässigt.
8.1 Abhängigkeit von der Lufttemperatur
In Abbildung 8.3 sind die berechneten Nullspannungstemperaturen der einzelnen Kontrollele-
mente aller Betonierabschnitte in Abhängigkeit der mittleren Lufttemperatur während ihrer
Herstellung aufgetragen. Die Ergebnisse der sieben Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) wurden
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Abbildung 8.2: Zuordnung der Kontrollelemente CE 1 bis CE 7 aus Abb. 7.1 zu den Bereichen
(A)-(E) aus Abb. 8.1
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den fünf zuvor definierten Mauerbereichen (A)-(E) zugeordnet (Abb. 8.3, jeweils rechts un-
ten im Diagramm). Die dargestellten Ergebnisse beinhalten alle acht Modellierungsvarianten
mit elastischem Materialgesetz (MV 1 bis MV 8 mit mz = 300 kg/m3 aus Tab. 6.1). Die
Ergebnisse des VBL und des NBL, sowie die Ergebnisse der beiden Modellierungsvarianten
mit unterschiedlichem Baubeginn bei identischer Frischbetontemperatur sind vereinfachend zu
jeweils einer Datenreihe zusammengefasst. Es resultieren somit vier Datenreihen, die die vier
unterschiedlichen Frischbetontemperaturen repräsentieren.
Die Ergebnisse der Kontrollelemente an der rechten und linken Blockfuge (CE 4 und CE 5)
unterscheiden sich nur geringfügig und sind daher bereits in einem Diagramm (B) zusammen-
gefasst. Gleiches gilt für die Ergebnisse der Kontrollelemente an der wasser- und luftseitigen
Maueroberfläche (CE 6 und CE 7, außenliegend) in Diagramm (E). Bei den vertikalen und
horizontalen Arbeitsfugen hingegen unterscheiden sich die Nullspannungstemperaturen in den
beiden Betonierabschnitten links und rechts (CE 6 und CE 7, innenliegend) bzw. unter- und
oberhalb (CE 2 und CE 3) der Arbeitsfugen sichtbar voneinander. Daher sind die Ergebnisse
hier in jeweils getrennten Diagrammen dargestellt (C.1 und C.2 bzw. D.1 und D.2).
Für jede Frischbetontemperatur getrennt betrachtet, lässt sich der Zusammenhang zwischen
Nullspannungstemperatur TN und mittlerer Lufttemperatur TL linear approximieren:
TN = m · TL + y (8.1)
Die zugehörigen Parameter Steigung m und y-Achsenabschnitt y werden anhand der Methode
der kleinsten Fehlerquadrate ermittelt und sind in Tabelle F.1 aufgelistet. Die resultierenden
Approximationsfunktionen sind als schwarze Linien in Abbildung 8.3 abgebildet und zeigen eine
durchgehend gute Näherung. Das erreichte Bestimmtheitsmaß liegt zwischen 0,85 und 1,0,
wobei die mittlere Fehlerabweichung bei maximal ca. 1 K liegt und nur in Einzelfällen bis auf
1,8 K ansteigt (Tab. F.5).
Abbildung 8.4 zeigt die Zusammenstellung der beiden jeweils an die vertikalen und horizontalen
Arbeitsfugen angrenzenden BA. Die Unterschiede sind in beiden Fällen für wärmere Frischbe-
tontemperaturen T0 größer als für kältere. Bei den vertikalen Arbeitsfugen liegt der Unterschied
zwischen den Bereichen links und rechts der Fuge durchgehend zwischen 5 K (T0 = 10 °C) und
8 K (T0 = 23 °C). Bei den horizontalen Arbeitsfugen nimmt der Unterschied mit zunehmender
Lufttemperatur TL ab. So betragen die Unterschiede bei einer Lufttemperatur von -2 K zwischen
10 K (T0 = 10 °C) und 12 K (T0 = 23 °C). Bei einer Lufttemperatur von 17 °C reduziert sich
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Mittlere Lufttemperatur TL bei Betonage in °C
-5 0 5 10 15 20 
(C.1) Vertikale Arbeitsfuge (wasserseitiger BA)
CE 6 innerhalb der Mauer
CE 4 und CE 5CE 1
(C.2) Vertikale Arbeitsfuge (luftseitiger BA)
CE 7 innerhalb der Mauer
(D.1) Horizontale Arbeitsfuge (unterer BA) (D.2) Horizontale Arbeitsfuge (oberer BA)
CE 2 CE 3
CE 6 und CE 7 an den Oberflächen
Frischbetontemperatur
Abbildung 8.3: Berechnete Nullspannungstemperaturen (MV 1 bis MV 8, mz = 300 kg/m3) in
Abhängigkeit der mittleren Lufttemperatur TL bei Betonage für die unterschiedlich definierten
Mauerbereiche (A) bis (E) und deren lineare Regression (schwarze Linien)
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Abbildung 8.4: Ergebnisse für die vertikalen und horizontalen Arbeitsfugen aus den jeweils
beiden benachbarten BA zusammengefasst
diese Abweichung auf ca. 5 K. Für eine praxisgerechte Lösung erscheint die Zusammenfassung
der Nullspannungstemperaturen ober- und unterhalb der horizontalen Arbeitsfugen, sowie der
Nullspannungstemperaturen links und rechts der vertikalen Arbeitsfugen, trotz der Abweichun-
gen als sinnvoll. Die Regressionsgüte reduziert sich dadurch für die vertikalen Arbeitsfugen
bis auf R2 = 0,42 (RMSE = 2,9 K) und für die horizontalen Arbeitsfugen bis auf R2 = 0,31
(RMSE = 4,6 K).
8.2 Abhängigkeit von der Frischbetontemperatur
Um den Einfluss der Frischbetontemperatur T0 zu berücksichtigen, werden die Steigung m und
der Y-Achsenabschnitt y aus (8.1) in Abhängigkeit der Frischbetontemperatur T0 formuliert:
m(T0) = amT
2
0 + bmT0 + cm (8.2)
y(T0) = ayT
2
0 + byT0 + cy (8.3)
Für die Ermittlung der einzelnen Koeffizienten sind in Abbildung F.1 die jeweiligen Werte
von m und y über den zugehörigen Frischbetontemperaturen abgebildet. Die resultierenden
quadratischen Approximationen besitzen eine hohe Abbildungsgüte der gegebenen Werte. Die
Regressionsgüte liegt zwischen 0,98 und 1,0 wodurch die mittlere Fehlerabweichung kleiner als
0,1 °C ist (Tab. F.3). Die zugehörigen Koeffizienten für einen Staumauerbeton mit Zementgehalt
von 300 kg/m 3 sind in Tabelle 8.1 zusammengefasst. Durch einsetzen von (8.2) und (8.3) in
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0 + bmT0 + cm) · TL + ayT
2
0 + byT0 + cy (8.4)
Tabelle 8.1: Durch Regression ermittelte Koeffizienten der Gleichungen 8.2 und 8.3 für die
einzelnen Mauerbereiche
am bm cm ay by cy
(A) Zentrum 2,0E-04 0,3482 4,1E-03 0,8995 15,8560
(B) Blockfugen 0,6802 1,1E-02 0,3997 10,0340
(C) Vertikale Arbeitsfugen 0,4528 4,3E-03 0,5792 16,6910










-0,0055 0,7238 1,1E-02 0,4683 8,3905
Steigung m(T0) y-Achsenabschnitt y(T0)
Mauerbereiche
8.3 Abhängigkeit vom Zementgehalt
Um unterschiedliche Zementgehalte in Staumauern abzudecken, wird auch der Einfluss des Ze-
mentgehalts auf die Nullspannungstemperatur in den Berechnungsansatz mit einbezogen. Dieser
lässt sich durch die Erweiterung von (8.4) mit einem vom Zementgehalt abhängigen Faktor fz
berücksichtigen. Dieser Faktor bildet die relative Änderung der Nullspannungstemperatur infolge
eines von den Basisvarianten (mz = 300 kg/m3) abweichenden Zementgehalts ab. Um diese
Änderung zu quantifizieren, werden die Quotienten aus den Nullspannungstemperaturen, die aus
den jeweils unterschiedlichen Zementgehalten resultieren, und den Nullspannungstemperaturen,
die sich bei einem Zementgehalt von 300 kg/m3 ergeben, gebildet:
fz = TN(mz)/TN(mz = 300 kg/m
3) (8.5)
In Abbildung 8.5 sind, analog zu Abbildung 8.3, die Nullspannungstemperaturen der vier
Berechnungen mit unterschiedlichen Zementgehalten der Modellierungsvariante MV 5 in Abhän-
gigkeit der mittleren Lufttemperatur TL bei der Betonage aufgetragen. Aus den dargestellten
Ergebnissen lassen sich die oben beschriebenen Quotienten fz bilden (Abb. 8.6 und 8.7).
Der Einfluss des Zementgehalts auf die Nullspannungstemperatur ist demnach bei niedrigen
Außentemperaturen größer als bei hohen Außentemperaturen. Die relativen Änderungen der
einzelnen Zementgehalte in Abhängigkeit der mittleren Lufttemperatur lassen sich durch eine
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8.3 Abhängigkeit vom Zementgehalt
lineare Regression abbilden (schwarze Linien in Abb. 8.6):
fz = n · TL + p (8.6)
Die zugehörigen Parameter n und p werden in Abhängigkeit des Zementgehalts mz formuliert:
n(mz) = anmz + bn (8.7)
p(mz) = apmz + bp (8.8)
Für die Ermittlung der einzelnen Koeffizienten sind in Abbildung F.3 die jeweiligen Werte von
n und p abhängig von den zugehörigen Zementgehalten abgebildet. Die resultierenden linearen
Approximationen besitzen eine hohe Abbildungsgüte der gegebenen Werte. Die Regressionsgüte
liegt zwischen 0,98 und 1,0, wodurch die mittlere Fehlerabweichung zwischen 1 % und 5 %
liegt (Tab. F.6). Die zugehörigen Koeffizienten sind in Tabelle 8.2 zusammengefasst.
Tabelle 8.2: Durch Regression ermittelte Koeffizienten der Gleichungen 8.7 und 8.8 für die
einzelnen Mauerbereiche
an bn ap bp
(A) Zentrum 0,0038 0,0020 0,3920
(B) Blockfugen 0,0166 0,0024 0,2693
(C) Vertikale Arbeitsfugen 0,0110 0,0023 0,2968






-7,00E-05 0,0207 0,0027 0,1972
Mauerbereiche
Steigung n(mz) y-Achsenabschnitt p(mz)
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Mittlere Lufttemperatur TL bei Betonage in °C
-5 0 5 10 15 20 
(C.1) Vertikale Arbeitsfuge (wasserseitiger BA)
CE 6 innerhalb der Mauer
CE 4 und CE 5CE 1
(C.2) Vertikale Arbeitsfuge (luftseitiger BA)
CE 7 innerhalb der Mauer
(D.1) Horizontale Arbeitsfuge (unterer BA) (D.2) Horizontale Arbeitsfuge (oberer BA)
CE 2 CE 3
CE 6 und CE 7 an den Oberflächen
Zementgehalt 
mz = 300 kg/m3
(E) Maueroberflächen
Abbildung 8.5: Berechnungsergebnisse der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit des Ze-
mentgehalts und der mittleren Lufttemperatur bei Betonage für die unterschiedlich definierten
Mauerbereiche (A) bis (E) und deren lineare Regression
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Mittlere Lufttemperatur TL bei Betonage in °C
(C.1) Vertikale Arbeitsfuge (wassserseitiger BA)
CE 6 innerhalb der Mauer
CE 4 und CE 5CE 1
(C.2) Vertikale Arbeitsfuge (luftseitiger BA)
CE 7 innerhalb der Mauer
(D.1) Horizontale Arbeitsfuge (unterer BA) (D.2) Horizontale Arbeitsfuge (oberer BA)
CE 2 CE 3
CE 6 und CE 7 an den Oberflächen
(E) Maueroberflächen
Zementgehalt 
mz = 300 kg/m3 
mz = 250 kg/m3 
mz = 200 kg/m3 
mz = 150 kg/m3
Abbildung 8.6: Änderung der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit des Zementgehalts
und der mittleren Lufttemperatur bei Betonage im Bezug zu mz = 300 kg/m3 für die
unterschiedlich definierten Mauerbereiche (A) bis (E) und deren lineare Regression
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(C) Vertikale Arbeitsfuge (kombiniert) (D) Horizontale Arbeitsfuge (kombiniert)
0
mz = 300 kg/m3 mz = 250 kg/m³ mz = 200 kg/m³ 
10 15 
Mittlere Lufttemperatur TL bei Betonage in °C
mz = 150 kg/m³ 
Abbildung 8.7: Ergebnisse für die vertikalen und horizontalen Arbeitsfugen aus den jeweils
benachbarten BA zusammengefasst
8.4 Vereinfachter Berechnungsansatz
Aus (8.4) und (8.6) ergibt sich der vereinfachte Berechnungsansatz zur Ermittlung der Nullspan-
nungstemperatur in Abhängigkeit der Frischbetontemperatur T0 und der Lufttemperatur TL
während der Betonage und dem Zementgehalt mz zu:
TN(T0,TL,mz) = fz(mz,TL) · TN(T0,TL) (8.9)
mit:
fz(mz,TL) = (anmz + bn) · TL + apmz + bp (8.10)
TN(T0,TL) = (amT
2
0 + bmT0 + cm) · TL + ayT
2
0 + byT0 + cy (8.11)
Die jeweils zugehörigen Koeffizienten a, b und c der einzelnen Mauerbereiche (A) bis (E) sind
aus Tabelle 8.1 und 8.2 zu entnehmen. Die Temperaturen sind in Grad Celsius und der Zement-
gehalt in Kilogramm Zement pro Kubikmeter einzusetzen. Liegen keine Informationen über
vertikale und horizontale Arbeitsfugen vor, sollte die Nullspannungstemperatur der gesamten
Staumauer mit Ausnahme der oberflächennahen Bereiche und Blockfugen als Kernbereich (A)
berechnet werden. Ist die Lage der vertikalen und horizontalen Arbeitsfugen bekannt, können
die Nullspannungstemperaturen für die Bereiche (C) und (D) getrennt ermittelt werden, was in
diesen Bereichen zu reduzierten Nullspannungstemperaturen führt. Dies erhöht die potentiellen
Sicherheitsreserven beim Nachweis der Arbeitsfugen mit verminderten Scherparametern.
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8.5 Zusammenfassung
Die viskoelastischen Ergebnisse eignen sich aufgrund der schwierigen räumlichen Abgrenzung,
der Anisotropie und wegen der infolge Relaxation noch nicht vollständig abgeschlossenen
Entwicklung der Nullspannungstemperatur nur bedingt zur Herleitung eines vereinfachten
Berechnungsansatzes.
8.5 Zusammenfassung
Der ermittelte Berechnungsansatz ermöglicht eine direkte Ermittlung der durch den Baupro-
zess einer Gewichtsstaumauer aus Beton bedingten Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit
der dabei wesentlichen Einflussparameter Zementgehalt, Frischbetontemperatur und Lufttem-
peratur. Die Kenntnis der Nullspannungstemperatur ist für die Berechnung der absoluten
Größe der thermisch induzierten Zwangsspannungen erforderlich. Da temperaturinduzierte
Zwangsspannungen die Gebrauchstauglichkeit und Dauerhaftigkeit einer Staumauer maßgeblich
negativ beeinflussen können, ist deren Kenntnis ein wichtiger Baustein für die Beurteilung des
Bauwerkszustandes und dessen weitere Entwicklung wie sie bspw. im Rahmen einer VÜ zu
erfolgen hat. Dank des vorgestellten Ansatzes können die thermisch bedingten Aspekte des
Bauwerkzustandes zukünftig detaillierter betrachtet werden und verbesserte Aussagen über
die mögliche Gefährdung durch temperaturinduzierte Rissbildung getroffen werden. Die obere
Grenze des untersuchten Bereichs des Zementgehalts von 300 kg/m3 ist ausschließlich für
Sonderfälle relevant, da die üblichen Zementgehalte in Gewichtsstaumauern eher im unteren
Bereich zwischen 150 kg/m3 und 200 kg/m3 liegen.
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9 Zusammenfassung und Ausblick
Die Temperatureinwirkungen stellen neben den Wasserdrücken und dem Eigengewicht eine
maßgebliche Einwirkungsgröße für Betonstaumauern dar, die sich primär auf die Dauerhaftigkeit
und Gebrauchstauglichkeit der Mauer auswirkt. Dabei ist nicht nur die Berechnung der tempe-
raturinduzierten Verformung zur Überprüfung der gemessenen Verformung relevant, sondern
auch die Berechnung der temperaturinduzierten Spannungen, da diese die strukturelle Integrität
des Betons beeinflussen kann. Die aus der Temperatureinwirkung resultierenden Spannungen
sind daher bei den entsprechenden Nachweisen bspw. im Rahmen einer VÜ zu berücksichtigen
und sollten bereits beim Bau der Mauer durch geeignete Maßnahmen minimiert werden. Für die
Berechnung der temperaturinduzierten Spannungen müssen entweder die gesamte Temperatur-,
Erhärtungs- und Spannungsgeschichte seit der Betonage berücksichtigt werden oder alternativ
die zugehörige Nullspannungstemperatur bekannt sein. Die Nullspannungstemperatur von
Gewichtsstaumauern ist im Gegensatz zum Hochbau jedoch bisher nicht hinreichend untersucht
und die detaillierte Berechnung des temperaturinduzierten Spannungsverlaufs während des
gesamten Herstellungszeitraums der Staumauer ist im Allgemeinen nicht praxistauglich. Daher
wurden in der vorliegenden Arbeit die Nullspannungstemperaturen einer Gewichtsstaumauer
detailliert berechnet und anschließend aus den Ergebnissen ein vereinfachter Ansatz zu deren
Ermittlung entwickelt. Damit liefert diese Arbeit einen wesentlichen Beitrag zur Bewertung von
temperaturinduzierten Spannungen in bestehenden Gewichtsstaumauern aus Beton. Darüber
hinaus ermöglichen die Ergebnisse der Arbeit aber auch eine Vereinfachung der Planung von
gezielten, baubegleitenden Maßnahmen, die zur Reduktion der temperaturinduzierten Spannun-
gen im späteren Bauwerk führen.
Es wurde der gesamte sequentielle Bauablauf einer idealisierten Referenzstaumauer in Block-
bauweise anhand eines Finite-Element-Modells modelliert. Die Referenzstaumauer und das
zugehörigen Referenzklima wurden anhand einer umfangreichen Studie deutscher Gewichtsstau-
mauern aus Beton abgeleitet. Die Erkenntnisse und Ergebnisse dieser Arbeit sind daher für den
Großteil der deutschen Betonstaumauern repräsentativ. Trotz notwendiger Generalisierungen
bildet die, auf Grundlage von detaillierten Baudokumentationen und allgemeinen Grundlagen
entwickelte, Betonierabfolge der einzelnen Betonierabschnitte den Entstehungsprozess einer
Gewichtsstaumauer in Blockbauweise sehr realitätsnah ab.
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9 Zusammenfassung und Ausblick
Da die Größe der späteren temperaturinduzierten Spannungen maßgeblich vom der Hydrata-
tion und den umgebungsklimatischen Einwirkungen beeinflusst werden, wurden diese beiden
Aspekte in der vorliegenden Arbeit besonders detailliert berücksichtigt. Für die Wärmeabgabe
des CEM III-Zements infolge der Hydratation wurden mehrere Hydratationsmodelle unter-
sucht. Die meisten Modelle berücksichtigen jeweils nur eine Hydratationsphase, wodurch die
Wärmeentwicklung des CEM III- Zements nur eingeschränkt abgebildet werden kann. Das
verwendete Hydratationsmodell von De Schutter u. a. (1995a) hingegen berücksichtigt die
Klinker- und Hüttensandphase getrennt. Die daraus resultierende hohe Genauigkeit des Ansatzes
wurde anhand mehrerer Messdatensätze unterschiedlicher Autoren verifiziert. Somit konnte die
hydratationsbedingte Wärmeentwicklung des CEM III Zements in dieser Arbeit besonders exakt
nachgebildet werden, wodurch auch die Berechnung der resultierenden Nullspannnungstempe-
ratur besonders realitätsnah erfolgen konnte.
Für die möglichst genaue Berücksichtigung des Wärmeaustauschs mit der Umgebung wurden
die Tagesgänge der meteorologischen Einwirkungen berücksichtigt. Die zyklischen Lufttempe-
raturen wurden anhand einer Sinusfunktion berechnet. Dieser effiziente Ansatz liefert durch
die Kopplung mit den im Referenzklima hinterlegten Temperaturextrema, sowie durch die
Verwendung eines Offsets von drei Stunden, über das gesamte Jahr hinweg realitätsnahe Luft-
temperaturen. Für die Berechnung der Sonneneinstrahlung wurde ein neuer Ansatz entwickelt,
der sich durch eine hohe Genauigkeit bei stark reduziertem Rechenaufwand auszeichnet. Durch
die Erweiterung mit einer ebenfalls neu entwickelten sonnenstandsabhängigen Korrekturfunktion
kann dieser Ansatz auch erfolgreich auf geneigte Flächen angewendet werden. Die Abkühlung
infolge von Verdunstung wurde durch einen Abgleich der potentiellen Evaporation mit der
vorhandenen Wassermenge an der Bauwerksoberfläche infolge des Niederschlags berücksichtigt.
Sowohl für die Bewölkung des Himmels, die die Sonneneinstrahlung reduziert, als auch für
die Wassermenge, die für die Verdunstung vorhanden ist, sind generalisierte Annahmen zu
treffen. Dadurch können zwar stark ausgeprägte Einzelereignisse nicht detailliert abgebildet
werden, der insgesamt erfolgte Wärmeaustausch wird jedoch sehr gut wiedergegeben (Stolz
u. a. 2018a). Durch die Modellierung der Tagesgänge der Lufttemperatur, der Sonneneinstrah-
lung, der Verdunstung und des langwelligen Strahlungsaustauschs mit der Umgebung wird der
Wärmeaustausch mit der Umgebung an den Oberflächen der Staumauer realitätsnah berechnet
(Stolz u. a. 2018b).
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Für die Umsetzung der temperaturabhängigen Dehnungen in temperaturinduzierte Spannungen
ist die räumliche und zeitliche Steifigkeitsentwicklung von essentieller Bedeutung. Um die
hydratationsbedingte Steifigkeitsentwicklung des Staumauerbetons abzubilden, wird zu Beginn
jedes Berechnungsschrittes der Elastizitätsmodul jedes Elements individuell angepasst und
jeweils nur die zugehörige Temperaturänderung inkrementell aufgebracht. Die Spannungen
und Dehnungen der vorangegangenen Temperaturentwicklung werden durch das Aufbringen
einer entsprechenden Vorspannung auf den nächsten Berechnungsschritt übertragen. Diese
Methode erweist sich als eine sehr effiziente Möglichkeit die Erhärtung von Beton in Finiten-
Element-Modellen zu berücksichtigen ohne tiefgreifende programmiertechnische Änderungen
im verwendeten FE-Solver vornehmen zu müssen und ist universell anwendbar. Für die ge-
wählten Zeitschrittweiten von 15 und 60 Minuten ermöglicht die explizite Berücksichtigung
der Steifigkeitsänderungen eine sehr gute Abbildung der Steifigkeitsentwicklung mit geringem
Rechenaufwand. Bei der Verwendung größerer Zeitschrittweiten hingegen sollte die Steifigkeits-
änderung implizit berücksichtigt werden, um größere Abweichungen zu vermeiden.
Die Verformungsbehinderungen infolge der thermischen und äußeren Zwänge sind anisotrop.
Daher sind auch die daraus resultierenden thermisch induzierten Spannungen anisotrop. Für
die Berechnung der Nullspannungstemperatur müssen sowohl die in Spannung umgesetzten
Anteile der thermisch angestrebten Dehnung, als auch die in Verformung umgesetzten Anteile
der thermisch angestrebten Dehnung berücksichtigt werden. Bei der Verwendung elastischer
Materialgesetzte ist die Summe dieser beiden Anteile jedoch wieder isotrop, wodurch auch die
Nullspannungstemperaturen isotrop sind. Bei der Verwendung viskoelastischer Materialgesetze
hingegen ist diese Summe aufgrund der spannungsabhängigen Relaxation anisotrop. Somit
ergeben sich bei der Verwendung viskoelastischer Materialgesetze anisotrope Nullspannung-
stemperaturen.
Die Ergebnisse der Berechnungen unter Verwendung eines elastischen Materialgesetzes zeigen,
dass die Nullspannungstemperaturen im Kern der Betonierabschnitte am höchsten ausfallen,
wohingegen in den oberflächennahen Bereichen die Nullspannungstemperaturen aufgrund der
stärkeren Abkühlung am geringsten sind. In den Arbeitsfugen, die die potentiellen Schwachstellen
im Betongefüge darstellen, sind die Nullspannungstemperaturen aufgrund des Wärmeaustauschs
mit der Umgebung während der Herstellung ebenfalls geringer als im Kern der Betonierabschnit-
te. Dies wirkt sich positiv auf die Festigkeit der Arbeitsfugen aus. Folglich ist die potentielle
Rissgefahr infolge einer Abkühlung an den Oberflächen geringer als in den Kernbereichen der
Betonierabschnitte. Die Oberflächen sind allerdings auch niedrigeren Minimaltemperaturen
ausgesetzt.
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Bei Verwendung eines viskoelastischen Materialgesetzes zeigen die Berechnungsergebnisse,
dass die Relaxation des Betons unter der fortlaufend veränderlichen Temperaturlast durch
die äquivalente Zeitmethode speichereffizient berücksichtigt werden konnte. Bisher können
standardmäßig nur isotrope Nullspannungstemperaturen in den FE-Programmen implementiert
werden. Die Anisotropie der Nullspannungstemperaturen bei der Verwendung von viskoelasti-
schen Materialgesetzen führt folglich dazu, dass nicht der gesamte räumliche Dehnungs- und
Spannungszustand, der sich über die Bauzeit entwickelt, über das herkömmliche Konzept der
Nullspannungstemperatur wiedergegeben werden kann. Infolge der unterschiedlichen Festigkei-
ten des Betons ist die Nullspannungstemperatur in der Hauptzugrichtung relevant. Diese führt
aufgrund der räumlichen Tragwirkung zwar zu Abweichungen gegenüber den über die Bauzeit
detailliert berechneten Zugspannungen, ermöglicht jedoch eine konservative Abbildung der für
die Rissbeurteilung ausschlaggebenden Zugspannungen.
Auf Grundlage der unter Verwendung des elastischen Materialgesetzes gewonnenen Berechnungs-
ergebnisse wurde ein effizienter und praxisorientierter Ansatz zur Ermittlung der Nullspannung-
stemperatur entwickelt. Dafür wurde die räumliche Verteilung der Nullspannungstemperatur
vereinfachend in fünf Bereiche jeweils ähnlicher Nullspannungstemperaturen unterteilt. Somit
ließ sich ein kompakter Ansatz erzielen, der die räumliche Verteilung der Nullspannungstem-
peratur anwendungsorientiert wiedergibt. Die berechneten Nullspannungstemperaturen der
unterschiedlichen Modellierungsvarianten geben die Zusammenhänge der relevanten Einfluss-
faktoren Frischbetontemperatur, Zementgehalt und Lufttemperatur während der Betonage
sehr gut wieder. Die Ergebnisse zeigen eine lineare Abhängigkeit der Nullspannungstemperatur
von der Lufttemperatur und dem Zementgehalt, die je nach Lage innerhalb der Staumauer
unterschiedlich stark ausgeprägt ist. Die Abhängigkeit von der Frischbetontemperatur ist wei-
testgehend linear. Zugunsten einer noch besseren Abbildung wird hier jedoch eine quadratische
Approximation verwendet.
Die Frischbetontemperatur besitzt erwartungsgemäß einen größeren Einfluss auf die Nullspan-
nungstemperaturen in den Kernbereichen der Betonierabschnitte als auf die der Randbereiche.
Die Außentemperatur hingegen wirkt sich stärker auf die Nullspannungstemperaturen der
oberflächennahen Bereiche aus. Der Zementgehalt wirkt sich bei wärmeren Lufttemperaturen
stärker auf die Kernbereiche und bei kälteren Temperaturen stärker auf die Randbereiche
der Betonierabschnitte aus. Mit abnehmender Außentemperatur wirkt sich der Einfluss der
Frischbetontemperatur und des Zementgehaltes jeweils stärker auf die Nullspannungstemperatur
aus. Die einzelnen Abhängigkeiten wurden so miteinander in Beziehung gesetzt, dass sich eine
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einfach anzuwendende Formel für die Berechnung der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit
der Frischbetontemperatur, des Zementgehalts und der Lufttemperatur während der Betonage
ergibt. Die erforderlichen zugehörigen Koeffizienten sind für die fünf festgelegten Bereiche
tabellarisch übersichtlich hinterlegt.
Anhand von Vergleichsrechnungen konnte gezeigt werden, dass die Himmelsrichtung der Aus-
richtung der Talsperre keinen signifikanten Einfluss auf die Nullspannungstemperaturen besitzt,
da die richtungsabhängige Sonneneinstrahlung über einen Großteil der Hydratationsdauer durch
die Schalung abgeschirmt wird. Auch zwischen den Vor- und Nachläuferblöcken existieren nur
geringe Unterschiede in den Nullspannungstemperaturen, die zugunsten eines praxisorientierten
Ansatzes vernachlässigt werden können. Die unterschiedliche Nullspannungstemperaturvertei-
lung in den Randbereichen der einzelnen Betonierabschnitte ergibt sich hauptsächlich durch die
Betonage zu unterschiedlichen Jahreszeiten.
Durch die große Streubreite der untersuchten Einflussfaktoren (Frischbetontemperaturen zwi-
schen 15 und 23 °C, mittlere Außentemperaturen zwischen -2 und 17 °C und Zementgehalte
zwischen 150 bis 300 kg/m3) deckt der entwickelte Ansatz nahezu den gesamten für die
Untersuchung von Staumauern in Mitteleuropa relevanten Bereich ab. Für andere Klimazonen
sind aufgrund abweichender Sonnenstandverhältnisse und Extremtemperaturen gewisse Ab-
weichungen der Nullspannungstemperatur gegenüber dem Ansatz möglich. Diese Änderungen
werden sich jedoch auf die oberflächennahen Bereiche und Arbeitsfugen beschränken und
haben auf die Kernbereiche der Betonierabschnitte nur einen untergeordneten Einfluss. Damit
liefert die vorliegende Arbeit einen praxisorientierten Ansatz zur effizienten Ermittlung der
Nullspannungstemperaturen von Gewichtsstaumauern aus Beton in Abhängigkeit der relevanten
Einflussgrößen Frischbetontemperatur, Zementgehalt und Lufttemperatur während der Betona-
ge.
Für die Berücksichtigung des viskoelastischen Materialverhaltens von Beton bei der Berech-
nung der Nullspannungstemperatur beschreibt die Arbeit die wesentlichen Grundlagen und das
prinzipielle Vorgehen. Die Ergebnisse der durchgeführten viskoelastischen Berechnungen ermög-
lichen eine qualitative Beschreibung und Bewertung des viskoelastischen Materialverhaltens
auf die resultierenden Nullspannungstemperaturen. Diese decken sich mit den Erfahrungen
und Beobachtungen an existierenden Gewichtsstaumauern. So besitzt die Relaxation an den
Oberflächen einen positiven Einfluss hinsichtlich des Rissverhaltens des Betons, indem die für
die maximalen Zugspannungen verantwortliche Nullspannungstemperatur im oberflächennahen
Bereich gegenüber der elastischen Betrachtung weiter reduziert wird. Dies liefert einen schlüssi-
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gen Erklärungsansatz für die Beobachtungen, dass trotz hoher Temperaturbeanspruchungen
die Oberflächen in der Regel nicht von flächenhaften Rissbildern geprägt sind (ICOLD 1987).
In den Kernbereichen hingegen sind die Nullspannungstemperaturen aus den Berechnungen mit
dem viskoelastischen Materialgesetz zunächst höher als die aus den Berechnungen mit dem
elastischen Materialgesetz. Über die Zeit baut sich dieser Unterschied jedoch allmählich wieder
ab. Für eine abschließende quantitative Bewertung des viskoelastischen Materialverhaltens hin-
sichtlich der Nullspannungstemperaturen sind jedoch noch weitere Untersuchungen erforderlich.
Im Wesentlichen umfasst dies die folgenden Punkte:
• Berechnung der Spannungsrelaxation über den Zeitraum der Bauzeit hinaus bis zum
vollständigen Abklingen der Relaxationsprozesse.
• Optimierung des iterativen Lösungsalgorithmus zur Bestimmung der fiktiven Startzeiten
der äquivalenten Zeitmethode im Bereich des Spannungswechsels von Druck auf Zug
und umgekehrt.
• Weitere Diskussion der Verwendung und die Interpretation der anisotropen viskoelastischen
Nullspannungstemperatur.
Der in dieser Arbeit vorgestellte Berechnungsansatz, der, wie bereits zuvor angemerkt, besonders
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A Ergänzungen zu den Grundlagen
A.1 Materialeigenschaften
Tabelle A.1: Wärmeausdehnkoeffizienten αT in 1 · 10-6 K-1 von Betonen mit unterschiedlichen
Zementgehalten in trockenem und wassergesättigtem Zustand nach Dettling (1962)
wassergesättigt trocken
Quarzgestein 11,6/11,6/11,6 12,7/13,0/13,4
Quarzsand und Quarzkies 11,1/11,1/11,2 12,2/12,6/13,0
Granit, Gneis, Liparit 7,9/8,1/8,3 9,1/9,7/10,2
Syenit, Trachyt, Diorit, Andesit, 
Gabbro, Diabas, Basalt
7,2/7,4/7,6 8,5/9,1/9,6
dichter Kalkstein 5,4/5,7/6,0 6,6/7,2/7,9
Wärmedehnzahl von Beton mit einem Zementgehalt 
von 200/300/400 kg/m3Betonzuschlag
Tabelle A.2: Maximale Belastungsgrad für die Gültigkeit der Linearität zwischen Spannung
und Dehnung nach bei erhärtetem Beton
Autor Belastungsgrad  in %
Byfors (1980) 30 - 40
Marx (1987) < 40
CEB (1993) < 40
Hamfler (1998) 30 - 50
Gutsch (1998) 30 - 50
Rottler (1998) < 20
Lopes Madaleno (2002) 25 - 40
EC 2-1 (2011) < 45
Anders (2013) 40 - 45
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A.1 Materialeigenschaften
Tabelle A.3: In der Literatur verfügbare Parameter der Festigkeitsansätze aus den Tabellen 4.7
und 4.8
mz mw mfa
Laube (1990) CEM I 32 R 240 185 80 0,77 0,17 - 1,0
CEM I 32,5 R 270 165 60 0,61 0,19
CEM III/B 32,5 390 183 - 0,47 0,35
CEM I 32 R 270 175 60 0,65 0,20
CEM III/B 32,5 390 183 - 0,47 0,37
CEM I 52,5 R 300 150 - 0,5 0,25 0,84 0,46
CEM III/B 32,5 300 150 - 0,5 0,25 1,4 0,88
CEM III/C 32,5 300 150 - 0,5 0,29 0,97 0,78
CEM I 52,5 R 1,1/1,15/1,2 -1,5
CEM I 32,5 R 1,2/1,3/1,4 -2,8
CEM III 32,5 1,3/1,5/1,7 -4,4
tw0 fc(tw = ) kr
















































A Ergänzungen zu den Grundlagen
A.2 Kriechmodelle
Tabelle A.4: In der Literatur ermittelte Regressionsparameter für unterschiedliche Beton-
rezepturen der in Tabelle 4.9 angegebenen Kriechmodelle. Gewonnen aus C = Kriech-
versuchen (Creep) und R = Relaxationsversuchen (Relaxation) von [1] = Laube (1990),
[2] = Rostásy u. a. (1994), [3] = Gutsch (1998) und [4] = De Schutter u. a. (2000)
mz mw mfa
[1] R CEM I 32 R 240 185 80 0,34 -0,37 - 0,55 -0,48
R CEM I 32,5 R 270 165 60
R CEM III/B 32,5 390 183 - 0,48 -0,48 - 0,38 -0,09
C 0,3160 -0,2909 - 0,2614 0,1475
R 0,2991 -0,2981 - 0,2962 0,1332
R CEM III/B 32,5 390 183 - 0,2623 -0,2387 - 0,1955 0,3549
C CEM I 52,5 R 300 150 - 1,090 -0,456 - 0,196 0,394
C CEM III/B 32,5 300 150 - 2,081 -1,608 - 0,130 0,386











mz = Masse Zement, mw = Masse Wasser, mfa = Masse Flugasche
Gutsch 
(1998)




nicht bestimmt. aber abweichend von [1]
Tabelle A.5: Vom Autor mittels der kleinsten Fehlerquadrate ermittelte Regressionsparameter
für den Ansatz von Gutsch (1998) anhand der Messwerte von De Schutter u. a. (1997)
mz mw mfa
Gutsch (1998) [4*] C CEM III/B 32,5 300 150 - 0,5260 -0,4292 0,1875 0,1006











CEM I, c1 CEM III/B, c1











































De Schutter u.a. (2000)
Hydratatiosgrad bei Belastungsbeginn 0 [‐]
Abbildung A.1: Grafische Darstellung der aus den in Tabelle A.4 dargestellten Regressionspa-
rametern resultierenden Parameter c1 und c2
Anmerkungen zu Tabelle A.4 Während Laube (1990) selbst nur einen Beton mit einem
CEM I untersucht hat, haben Rostásy u. a. (1994) für das Modell von Laube (1990) auch einen
Beton mit einem CEM III/B untersucht. Rostásy u. a. (1994) und Gutsch (1998) bestimmen
ihre Regressionsparameter für das Kriechen beide anhand von Relaxationsversuchen. Da sie
jedoch unterschiedliche Ansätze zur gegenseitigen Überführung von Relaxation und Kriechen
verwenden, weichen Ihre ermittelten Regressionsparameter der von ihnen getesteten CEM III/B
Zemente trotz identischer Rezeptur, voneinander ab. Gutsch (1998) hat einen CEM I Zement
sowohl anhand eines Kriechversuchs als auch mittels einer Relaxationsversuches getestet, um die
festgestellten Defizite bei der gegenseitigen Überführung von Kriech- und Relaxationsmodellen
zu kompensieren. De Schutter u. a. (2000) hingegen haben ihre Regressionsparameter aus-
schließlich anhand von Kriechversuchen ermittelt. Die Regressionsparameter in Tabelle A.4 und
die resultierenden Parameter c1 und c2 in Abbildung A.1 zeigen, dass die Parameter jeweils stark
von der Betonrezeptur abhängig sind und daher nicht auf andere Betonrezepturen übertragbar
sind (Kosmahl 2006). Um den Ansatz von Gutsch (1998) auf die in dieser Arbeit angesetzte Be-
tonrezeptur zu übertragen, werden die Regressionsparameter für den Ansatz von Gutsch (1998)
anhand der Messwerte von De Schutter u. a. (1997) mittels der Methode der kleinsten Fehlerqua-
drate ermittelt. Die sich daraus ergebenden Regressionsparameter sind in Tabelle A.5 dargestellt.
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Abbildung A.2: Modellierte Kriechdehnung der Kriechmodelle aus Tabelle 4.9 für unterschied-




Tabelle A.6: Grafische Darstellung der Varianten für die Superposition
Superpostion nach Boltzmann Impulsförmige Superposition
0,0000
0,0001



































































































































































A Ergänzungen zu den Grundlagen
Anmerkungen zu Tabelle A.6 Durch die Zunahme der Festigkeit fc fällt der Entlastungs-
grad η∗ = σ(ti)/fc(ti+1) am Ende eines Intervalls (schwarze Dreiecke) geringer aus als der
zugehörige Belastungsgrad η = σ(ti)/fc(ti) am Anfang der Intervalle (graue Quadrate). Dies
bewirkt eine Reduktion des fiktiven Rückkriechens, wodurch die Gesamtkriechdehnung unter






































































Abbildung A.3: Grafische Darstellung der Zusammensetzung der Kriechdehnung anhand der
äquivalenten Zeitmethode für die Versuche von De Schutter u. a. (2000)
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A Ergänzungen zu den Grundlagen
A.3 Schwindmodelle
Tabelle A.7 gibt eine Übersicht über gängige Modellansätze für das autogene Schwinden.
Mit den gezeigten Ansätzen kann die Rückverlängerung infolge chemischen Quellens nicht
abgebildet werden. Bei massigen Bauteilen, bei denen sich hohe Prozesstemperaturen infolge
Hydratation im Bauteilinneren ausprägen, ist dies jedoch vernachlässigbar (Lopes Madaleno
2002). Die Ansätze von Müller u. a. (2002) und EC2-1 (2011) unterscheiden sich lediglich
durch die Bestimmung des Endschwindmaßes εas0.
Tabelle A.8 zeigt Modellansätze für das Trocknungsschwinden. Des Weiteren existieren auch
Modelle die Trocknungsschwinden und autogenes Schwinden nicht separat betrachten, sondern
direkt die Gesamtschwinddehnung ermitteln. Hierzu zählt beispielsweise das Modell von Bažant
u. a. (1978), welches hier jedoch nicht weiter erläutert wird.
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A.3 Schwindmodelle
Tabelle A.7: Modellansätze für das autogene Schwinden
Ansatz nach Modell für autogenes Schwinden
εas0 = 2,9712  10-4, tas = 13.880 h für CEM I, t1 = 24h
mit  
tw0 = wirksames Alter bei Kontraktionsbeginn 
a, b = Parameter in Abhängigkeit von w/z,  =1 für CEM I            
mit
fcm0 = 10 N/mm2,  = 700 für CEM I,  = 800 für CEM III, t1 = 1d
fcm = mittlere zylindrische Druckfestigkeit nach 28 d in N/mm2
mit 










A Ergänzungen zu den Grundlagen
Tabelle A.8: Modellansätze für das Trocknungsschwinden
Ansatz nach Modell Trocknungsschwinden
mit:
a = 4, b = 0,12 für CEM I
a = 3, b = 0,13 für CEM III
t1 = 1d, h0 = 100 mm, s1 = Beiwert innere Austrocknung
mit:
a = 4, b = 0,12 für CEM I
a = 3, b = 0,13 für CEM III
kh = Koeffizient für wirksame Bauteildicke = 0,7 bis 1,0
ts = Beginn der Austrocknung, h = wirksame Bauteildicke in mm = 2Ac/u, 
Ac = Betonquerschnittsfläche, u = Umfangslänge der Trocknungsoberfläche
fcm0 = 10 N/mm2, fcm = mittlere zylindrische Druckfestigkeit nach 28 d in N/mm2 
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B Analyse deutscher Gewichtsstaumauern aus Beton
Die für die Analyse genutzten Daten sind aus folgenden frei zugänglichen Quellen entnommen:
Enzweiler (1925), Saalfeld (1926), Feldmann (1927), Braun (1937), Rau (1938), Widemann
(1950), Widemann (1953), Schulze (1955), Blumenthal (1957), Wölfel (1959), Dröge (1967),
Berthold (1984), Franke u. a. (1987), Garbrecht (1987), Löbel u. a. (1991), Seidel (1991),
Simon u. a. (1991), Jäger u. a. (1992), Schmidt (1992), Deubner u. a. (1993), Pape (1993),
Sieber (1993), Beuschold u. a. (1994), ENBW (1995), Franke (2001), Wagner (2004), Schöne
u. a. (2007), Dold u. a. (2008), Köngeter u. a. (2013) und Zweckverband Kriebsteintalsperre
(2016).
Die Geometrieabmessungen sind auf Grundlage der vorliegenden Daten nicht immer eindeutig
und exakt bestimmbar. Bei den in Tabelle B.2 und B.3 aufgeführten Werten handelt es sich
daher um Anhaltswerte, die eventuell von den bei den einzelnen Betreibern hinterlegten Werten
geringfügig abweichen können.
Tabelle B.1: Deutsche Staumauern gemäß ICOLD-Verzeichnis und deren Aufteilung in ver-
schiedene Bauformen und -materialien (die Namen der nur mit Nummern aufgeführten
Talsperren sind Abbildung B.1 zu entnehmen)
87 Staumauern in Deutschland inkl. Vorsperren
Bez. 
ICOLD
2 Bogenstaumauern aus Beton (Oker, Ofenwald) VA
1 Pfeilerstaumauer aus Beton (Olef) CB
1 Bogenreihenstaumauer aus Beton (Linach) MV
83 Gewichtsstaumauern
1 aus Bruchstein mit Betonvorsatzschale (Tambach-Dietharz)
1 aus Bruchstein mit verkleideter Betonerhöhung (Neustadt)
1 aus Beton und Bruchstein im oberen Viertel der Mauer (Dreilägerbach)
6 aus Beton mit Bruchsteinverblendung (9, 13, 18, 29, 37, 38)
35 aus Beton (1, 2, 3, 4, 5, 6, 7, 8, 10, 11, 12, 14, 15, 16, 17, 19, 20, 21, 22, 23, 24, 25, 26, 27, 28, 
30, 31, 32, 33, 34, 35, 36, 39, 40, Witznau)
39 aus Bruchstein (Saidenbach, Urft, Sosa, Ennepe, Lehnmühle, Eder, Werda, Sengbach, Diemel, 
Möhne, Klingenberg, Lister, NeunzehnhainII, Herbringhauser, Malter, Oester, Hasper, Kerspe, Glör, 
Carlsfeld, Neye, Fürwigge, Brucher, Einsiedel, Jubach, Fuelbecke, Lingese, Muldenberg, NeunzehnhainI, 


























































































Landeshauptstadt verwendete Wetterstation eClimWatd
Wetterstation eWetterKontord
untersuchte Gewichtsstaumauer aus Beton













































Abbildung B.1: Übersicht der Gewichtsstaumauern in Deutschland und ausgewählter Wetter-
stationen
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B Analyse deutscher Gewichtsstaumauern aus Beton



























































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































B Analyse deutscher Gewichtsstaumauern aus Beton
















TL,min TL,max rL vW n NR
[°C] [°C] [%] [m/s] [h] [mm]
Januar 0,8 86 3,9 1,5 86
Februar 2,3 84 3,7 2,5 69
März 7,0 79 3,7 3,6 73
April 11,9 75 3,4 5,0 73
Mai 16,7 74 3,2 6,1 85
Juni 20,0 74 3,0 6,6 101
Juli 21,6 75 3,0 6,6 100
August 21,2 76 2,9 6,1 95
September 18,1 80 3,2 5,1 73
Oktober 12,6 82 3,5 3,7 71













-2,6 2,2 87 4,0 1,4 99
Tabelle B.5: Verwendete Höhenkorrekturfaktoren in °C pro 100 Höhenmetern
Monat Jan Feb Mrz Apr Mai Jun Jul Aug Sep Okt Nov Dez
Nacht 0,39 0,47 0,58 0,59 0,58 0,59 0,54 0,53 0,47 0,37 0,43 0,39
Tag 0,44 0,60 0,83 0,92 0,91 0,92 0,91 0,90 0,82 0,60 0,53 0,40
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Tabelle B.6: Statistische Kennwerte der untersuchten Geometrieparameter an deutschen
Gewichtsstaumauern aus Beton
hG mW mL bK bF/hG eW eL hS bBL,Ra bBL,Mi
[m] [1:x] [1:x] [m] [m] [m] [m] [m] [m] [m]
Max. 106,0 0,06 0,79 10,0 1,00 15,0 10,4 18,3 26,0 36,0
Min. 13,0 0,00 0,60 2,2 0,55 1,0 0,0 0,0 8,0 8,0
Mittelwert 38,8 0,01 0,70 5,5 0,74 5,5 3,2 5,8 12,0 14,5
Median 30,5 0,00 0,71 5,0 0,72 5,0 3,0 5,0 10,0 15,0
25% Quartil 28,0 0,00 0,66 3,7 0,66 2,6 1,8 3,1 10,0 11,0
75% Quartil 63,5 0,03 0,73 7,0 0,80 6,2 4,2 7,1 14,0 16,0
Datenver-
fügbarkeit
100% 75% 75% 73% 70% 68% 68% 68% 73% 73%
Tabelle B.7: Bezeichnungen und Massenanteile der beim Staumauerbau in Deutschland













CEM II/B-S 65-79 21-35 - -
CEM II/A-P 80-94 - - 6-20
CEM II/B-P 65-79 - - 21-35
CEM III/A 35-64 36-65 - -































Nicht in DIN deklariert
Thurament 
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C Berechnungsformeln für die Ermittlung der Wärmestromrate infolge Sonneneinstrahlung
C.1 Berechnung der extraterrestrischen Sonnenstrahlung
Die extraterrestrische Sonnenstrahlung vor Eintritt in die Erdatmosphäre wird nach Page (1986)
berechnet:
IE = ISC(1,0 + 0,03344 · cos (θ − 2,80)) mit θ = 360 · nd/365,25 (C.1)
mit:
IE extraterrestrische Sonnenstrahlung W/m2
ISC Solarkonstante = 1367 W/m2
θ Tageswinkel °
nd Tag des Jahres °
Durch eine Jahreslänge von 365,25 Tagen wird das Schaltjahr berücksichtigt. Der Verlauf der
extraterrestrischen Sonnenstrahlung über das Jahr ist in Abbildung C.1 abgebildet.
C.2 Berechnung der Parameter zur Beschreibung des
Sonnenstandes
Der Sonnenstand an einem Standort lässt sich über den Sonnenazimut αs und die Sonnenhöhe γs
beschreiben. Beide Größen werden aus dem von der Erde zur Sonne zeigenden Einheitsvektor vs






















cos δs · cosωs · sin β − sin δs · cos β
cos δs · sinωs














cos δs · sinωs
cos δs · cosωs · sin β − sin δs · cos β
)
(C.3)
γs = arcsin (e3) = arcsin (cos δs · cosωs · cos β + sin δs · sin β) (C.4)
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Abbildung C.1: Verlauf der extraterrestrischen Strahlungswärmerate IE der Sonne unmittelbar
vor Eintritt in die Erdatmosphäre nach Formel C.1 und gegenläufiger Verlauf der Sonnende-
klination δs mit ihren Extrema zur Sommersonnenwende (SSW) und zur Wintersonnenwende




























Abbildung C.2: Definition der Winkel zur Beschreibung des Sonnenstandes eines beliebigen
Standortes auf der Erde (Sonnenazimut αs, Sonnenhöhe γs, Stundenwinkel ωs, Sonnendekli-
nation δs und Breitengrad β )
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· (hd − 12.0) (C.5)
mit:
ωs Stundenwinkel (siehe Abbildung C.2) °
hd Stunde des Tages (0 h < hd ≤ 24 h) h
Die Sonnendeklination δs resultiert aus der Schiefstellung der Erdrotationsachse gegenüber
der Erdumlaufbahn um 23,5° und ist für die Existenz der Jahreszeiten verantwortlich (PG-Net
2006). Sie stellt den Winkel δs zwischen dem Breitengrad an dem die Sonne im Zenit steht und
dem Äquator (siehe Abbildung C.2) dar. Sie wechselt periodisch zwischen +23,5° und -23,5°
wie aus Abbildung C.1 ersichtlich. Die Sonnendeklination kann nach Page (1986) mit folgender
empirischer Formel aus dem Tageswinkel θ angenähert werden:
δs = arcsin (0.3978 · sin (θ − 80,2 + 1,92 sin (θ − 2,8))) (C.6)
C.3 Bodenreflexion auf geneigte Flächen
Geneigte Flächen werden durch die von der umgebenden horizontalen Bodenoberfläche reflek-
tierten Strahlung IR beaufschlagt. Dieser Strahlungsanteil ist nach Liu u. a. (1963) abhängig
von der Neigung β der Fläche gemäß Abbildung 3.3 und der Reflektionszahl s der Umgebung:
IR(βf ,αf ) = s · (ĨB + ĨD) ·
1 − cos βf
2
(C.7)
Die Reflektionszahl wird für schneefreie Bedingungen von Liu u. a. (1963) zu durchschnittlich
s = 0,2 angegeben.
C.4 Modellierung der Sonnenstrahlung auf der
Erdoberfläche nach Qin (2005)
Qin (2005) hat sich mit der Berechnung der Sonneneinstrahlung bei RCC-Dämmen ausein-
andergesetzt und stellt anhand der Literatur verschiedener Autoren ein detailliertes Berech-
nungsverfahren vor. Die verwendete Literatur umfasst Kondratyev u. a. (1960), Kasten (1965),
Kehlbeck (1975), Orgill u. a. (1977), Paltridge u. a. (1977), Kasten (1980), Aydinli (1981),
WMO (1981), Spencer (1982), Page (1986), Gueymard (1987), Maxwell (1987), Muneer
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C.4 Modellierung der Sonnenstrahlung auf der Erdoberfläche nach Qin (2005)
(1987), Kasten u. a. (1989), Muneer (1990), Perez u. a. (1990), Reindl u. a. (1990), Ineichen
u. a. (1992), Kasten (1996), Muneer u. a. (1996) und Muneer (2007). Die wesentlichen Formeln
seines Berechnungsansatzes sind im Folgenden zusammengestellt.
C.4.1 Direkte Sonnenstrahlung bei wolkenlosem Himmel
Die Intensität der direkten Sonnenstrahlung IB an der Erdoberfläche wird mittels des Sonnen-
höhenwinkels γs, dem Linke’schen Trübungsfaktor TL, der relative optische Luftmasse m und
der Rayleight’schen optischen Dicke δR der reinen Atmosphäre berechnet (Page 1986):
IB = IEe
−TL(γs)mδR (C.8)








und mit Berücksichtigung der atmosphärischen Brechung und der Erdkrümmung nach Kasten










ist dabei die Korrektur für die Ortshöhe und lässt sich mit
p
p0
= 1 − z
8000
approximieren, wobei z die geografische Höhe des Standortes ist.
Die Rayleigh’sche optische Dichte δR: Sie wird nach Kasten (1980) und Kasten (1996)









für m > 20
1
6.6296+1.7513m−0.1202m2+0.0065m3−0.00013m4
für 1 < m < 20
(C.11)
Der Linke’sche Trübungsfaktor TL: Er setzt sich aus mehreren Korrekturfaktoren für Höhe
TL1 , Luftfeuchtigkeit TL2 , Aerosoleffekte TL3 und Sonnenhöhe TL4 zusammen (WMO 1981):
TL(γs) = T̂L + TL4(γs) mit T̂L = 3,3 + TL1 + TL2 + TL3 (C.12)
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mit dem von der geografische Höhe des Standortes z abhängigen Höhenkorrekturfaktor:
TL1 = −3,5 × 10
−5 · z (C.13)
und dem Luftfeuchtigkeitskorrekturfaktor:
TL2 = 0,5 · ln(pw) − 1.1 (C.14)
ergibt sich mit dem Wasserdampfdruck pω am Boden des Ortes in Abhängigkeit der relativen
Luftfeuchtigkeit rL nach ASHRAE (1983) und dem Sättigungswasserdampfdruck pωs nach
Tetens (1930) in Abhängigkeit der Lufttemperatur Ta:
pω = rL · pωs und pωs = 6.1e
(17.3Ta)/(237.3+Ta) (C.15)




































-0,3 für klares blau
0 für mittelblau
0,7 für blasses blau
2,1 für milchiges blau
>4 für weißlich
(C.16)







−0,85 + 2,25 sin γs − 1,11 sin
2 γs für T̂L > 2,5
(−0,85+2,25 sin γs−1.11 sin2 γs)(TL−1)
1,5
für T̂L < 2,5
(C.17)
C.4.2 Direkte Sonnenstrahlung bei bewölktem Himmel
Durch den Bewölkungsgrad mc wird die direkte Sonnenstrahlung reduziert. Die Reduktion kann
näherungsweise aus dem Verhältnis zwischen tatsächlicher Sonnenscheindauer n und potentieller
Sonnenscheindauer N ermittelt werden. Die potentielle Sonnenscheindauer entspricht dabei
der Tageslichtdauer.





C.4 Modellierung der Sonnenstrahlung auf der Erdoberfläche nach Qin (2005)
C.4.3 Diffuse Sonnenstrahlung bei wolkenlosem Himmel
Die diffuse Himmelsstrahlung ID kann unter Annahme einer isotropen Streuung der Sonnen-
strahlung in der Atmosphäre nach Page (1986) wie folgt abgeschätzt werden:
ID = 0,5(IE − IB − Iabs) sin γs (C.19)
Die von der Atmosphäre absorbierte Strahlung Iabs kann nach Aydinli (1981) berechnet werden:
Iabs = I0(1 − q
m








s)(0,506 − 0,010788 · TL(γs)) (C.20)
C.4.4 Diffuse Sonnenstrahlung bei bewölktem Himmel
Die diffuse Sonnenstrahlung bei wolkigem Himmel ĨD kann nach Muneer u. a. (1996) über den
Beam-Clearness-Index KB berechnet werden:
ĨD = ĨB · aK
−b
B mit KB = ĨB/IE (C.21)
Dabei sind a und b Regressionskonstanten, die von Muneer u. a. (1996) für einige Standorte in
Großbritannien zu a= 0,285 und b = 1,006 ermittelt wurden.
229

D Untersuchungen zur Parameterwahl
D.1 Sensitivitätsanalyse zur Wahl der Elementgröße
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D Untersuchungen zur Parameterwahl
Abbildung D.1: Ergebnisse der Sensitivitätsanalyse mit den Elementgrößen 1 m (oben), 0,5 m
(Mitte) und 0,2 m (unten) anhand eines einzelnen Betonierabschnittes
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D.2 Sensitivitätsanalyse zur Wahl der Zeitschrittweite























t = 0,01 h (36 sek)
t = 0,1 h (6 min)
t = 0,25 h (15 min) 
t = 0,5 h (30 min)
t = 1 h (60 min)
Abbildung D.2: Anhand des Hydratationsmodells nach De Schutter u. a. (1995b) berechne-
te Temperaturentwicklung unter adiabatischen Randbedingungen infolge Hydratation bei


























Knoten im Kern des BA




= t2 = 0,25 h (15 min)
t
1
= t2 = 1 h
t
1
= 0,25 h < t2 = 1 h
hpts. durch Hydratation
gesteuert
hpts. durch thermische Randbedingungen
und Wärmeleitung gesteuert
Abbildung D.3: In ANSYS anhand des Hydratationsmodells nach De Schutter u. a. (1995b)
modellierte Temperaturentwicklung bei Verwendung unterschiedlicher adaptiver Berechnungs-
zeitschrittweiten ∆t1 und ∆t2
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D Untersuchungen zur Parameterwahl
























T = 3,4 °C
T = 2,9 °C
T = 16,3 °C
T = 16,6 °C
Abbildung D.4: Erwärmung und Abkühlung der Lufttemperatur im Tagesverlauf. Gegenüber-
stellung von gemittelten Stundenwerten (2010-2015) der IWS-eigenen Wetterstation Lauchä-
cker auf dem Campus Uni Stuttgart Vaihingen und des mit (6.1) modellierten Tagesganges
im Juni (Monat der Sommersonnenwende) und Dezember (Monat der Wintersonnenwende)








































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.1: MV 1: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Juli. Wärme-
und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des BA 8





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.2: MV 2: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Wärme- und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.3: MV 3: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Juli. Wärme-
und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des BA 8





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.4: MV 4: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Wärme- und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.5: MV 5: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Juli. Wärme-
und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des BA 8





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.6: MV 6: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Wärme- und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.7: MV 7: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Juli. Wärme-
und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des BA 8





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.8: MV 8: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Wärme- und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollelemente (CE 1 bis CE 7) des





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.9: MV 5-150: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt ZR = 150 kg/m3
und Baubeginn am 1. Juli. Wärme- und Temperaturentwicklung der einzelnen Kontrollele-





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.10: MV 5-200: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt
ZR = 200 kg/m3 und Baubeginn am 1. Januar. Wärme- und Temperaturentwicklung





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.11: MV 5-250: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt
ZR = 250 kg/m3 und Baubeginn am 1. Januar. Wärme- und Temperaturentwicklung











































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.12: MV 1: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente






































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.13: MV 2: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente










































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.14: MV 3: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente






































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.15: MV 4: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente










































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.16: MV 5: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente






























































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.17: MV 6: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.18: MV 7: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente






































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.19: MV 8: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Januar.
Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungsentwicklung der einzelnen Kontrollelemente





































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.20: MV 5-ZR150: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt
ZR = 150 kg/m3 und Baubeginn am 1. Juli. Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspannungs-






































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.21: MV 5-ZR200: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt
ZR = 200 kg/m3 und Baubeginn am 1. Januar. Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspan-






































































































CE1 C CE2 TS CE3 BS CE4 LS CE5 RS CE6 AS CE7 WS
Abbildung E.22: MV 5-ZR250: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C, Zementgehalt
ZR = 250 kg/m3 und Baubeginn am 1. Januar. Steifigkeits-, Spannungs- und Nullspan-




E.2.2 Räumliche Verteilung der resultierenden
Nullspannungstemperaturen
Zugunsten der Vergleichbarkeit wird in allen nachfolgenden Darstellungen der elastischen
Nullspannungstemperatur eine identische Skala von 5 °C bis 41 °C verwendet. Grau dargestellte
Bereiche über- bzw. unterschreiten den festgelegten Maximal- bzw. Minimalwert geringfügig,




Abbildung E.23: MV 1: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Juli. Resul-
tierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in verschiedenen
Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E.2 Elastische Strukturmodellierung
Abbildung E.24: MV 2: Frischbetontemperatur T0 = 23 °C und Baubeginn am 1. Janu-
ar. Resultierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E Berechnungsergebnisse
Abbildung E.25: MV 3: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Juli. Resul-
tierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in verschiedenen
Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E.2 Elastische Strukturmodellierung
Abbildung E.26: MV 4: Frischbetontemperatur T0 = 20 °C und Baubeginn am 1. Janu-
ar. Resultierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E Berechnungsergebnisse
Abbildung E.27: MV 5: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Juli. Resul-
tierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in verschiedenen
Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E.2 Elastische Strukturmodellierung
Abbildung E.28: MV 6: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Janu-
ar. Resultierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E Berechnungsergebnisse
Abbildung E.29: MV 7: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Juli. Resul-
tierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in verschiedenen
Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E.2 Elastische Strukturmodellierung
Abbildung E.30: MV 8: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Janu-
ar. Resultierende Nullspannungstemperaturen bei elastischer Berechnung. Darstellung in

















































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.31: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.32: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.33: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.34: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.35: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.36: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.37: MV 1R (T0 = 23 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.38: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.39: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.40: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.41: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.42: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.43: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.44: MV 5R (T0 = 15 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.45: MV 7R (T0 = 10 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.46: MV 7R (T0 = 10 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.47: MV 7R (T0 = 10 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.48: MV 7R (T0 = 10 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.49: MV 7R (T0 = 10 °C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-











































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.50: MV 7R (T0 = 23 ° C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-













































SX SY SZ Fc Fct S1 S3
Abbildung E.51: MV 7R (T0 = 23 ° C, Baubeginn 1. Juli): Spannungs- und Nullspannungs-
entwicklung CE 7 des BA 8 ab Fertigstellung BA bis Fertigstellung Mauer
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E.3 Viskoelastische Strukturmodellierung




Abbildung E.52: MV 1R: Frischbetontemperatur T0 = 23°C und Baubeginn am 1. Juli.
Resultierende Nullspannungstemperaturen bei viskoelastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E.3 Viskoelastische Strukturmodellierung
Abbildung E.53: MV 5R: Frischbetontemperatur T0 = 15 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Resultierende Nullspannungstemperaturen bei viskoelastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
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E Berechnungsergebnisse
Abbildung E.54: MV 7R: Frischbetontemperatur T0 = 10 °C und Baubeginn am 1. Juli.
Resultierende Nullspannungstemperaturen bei viskoelastischer Berechnung. Darstellung in
verschiedenen Ansichten und Schnitten (siehe jeweils linke untere Bildecke)
284
F Entwicklung des Berechnungsansatzes
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F Entwicklung des Berechnungsansatzes
Tabelle F.1: Koeffizienten (Steigung m und y-Achsenabschnitt y) der linearen Regression zur
Abbildung der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit der mittleren Lufttemperatur TL
aus Abbildung 8.3
m y m y m y m y
Zentrum 0,09 38,70 0,11 35,50 0,16 30,26 0,21 25,27
Blockfugen 0,58 24,76 0,61 22,24 0,65 18,37 0,68 15,08
Vertikale Arbeitsfuge 0,38 29,32 0,40 26,94 0,42 23,36 0,43 20,39
Vertikale Arbeitsfuge 0,35 35,29 0,36 33,12 0,38 29,33 0,41 25,46
Vertikale Arbeitsfuge 0,36 32,31 0,38 30,03 0,40 26,35 0,42 22,92
Horizontale Arbeitsfuge 0,69 19,05 0,66 17,47 0,61 15,34 0,60 13,22
Horizontale Arbeitsfuge 0,33 30,77 0,32 29,04 0,31 26,10 0,31 23,14
Horizontale Arbeitsfuge 0,51 24,91 0,49 23,25 0,46 20,72 0,46 18,18
Oberfläche 0,56 24,81 0,60 21,95 0,62 17,85 0,66 14,12
Frischbetontemperatur







Tabelle F.2: Mittlere Fehlerabweichung (RMSE) und Regressionsgüte (R2) der linearen









[K] [-] [K] [-] [K] [-] [K] [-]
Zentrum 0,13 0,95 0,16 0,95 0,22 0,95 0,31 0,95
Blockfugen 0,62 0,97 0,89 0,95 1,45 0,89 1,78 0,85
Vertikale Arbeitsfuge 0,30 1,00 0,32 1,00 0,37 1,00 0,42 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 0,19 1,00 0,22 1,00 0,29 1,00 0,33 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 2,86 0,42 2,94 0,43 2,86 0,47 2,50 0,56
Horizontale Arbeitsfuge 0,97 0,95 0,94 0,95 0,96 0,94 1,09 0,92
Horizontale Arbeitsfuge 0,60 1,00 0,58 1,00 0,55 1,00 0,53 1,00
Horizontale Arbeitsfuge 4,64 0,33 4,62 0,31 4,37 0,31 3,98 0,34
Oberfläche 0,73 0,96 0,69 0,96 1,10 0,92 1,04 0,94
Frischbetontemperatur
Mauerbereiche








y = 0.0041x2 + 0.8995x + 15.856











5 10 15 20 25
(A) Zentrum
y = 0.0106x2 + 0.4683x + 8.3905











5 10 15 20 25
(E) Maueroberfläche
y = 0.0114x2 + 0.3132x + 16.113











5 10 15 20 25
y = 0.0045x2 + 0.2945x + 9.8419











5 10 15 20 25
y = -0.0027x2 + 0.8453x + 17.268











5 10 15 20 25
y = -0.0007x2 + 0.6092x + 17.112











5 10 15 20 25
y = 0.0105x2 + 0.3997x + 10.034





























Frischbetontemperatur T0 in °C
(C.1) Vertikale Arbeitsfuge (wassserseitiger BA)
CE 6 innerhalb der Mauer
CE 4 und CE 5CE 1
(C.2) Vertikale Arbeitsfuge (luftseitiger
BA)
CE 7 innerhalb der Mauer
(D.1) Horizontale Arbeitsfuge (unterer BA) (D.2) Horizontale Arbeitsfuge (oberer BA)
CE 2 CE 3








Abbildung F.1: Quadratische Regression zur Bestimmung der Koeffizienten am,bm, und cm,
sowie ay,by, und cy der Gleichungen 8.2 und 8.3 in Abhängigkeit der Frischbetontemperatur T0
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F Entwicklung des Berechnungsansatzes
y = 0.0043x2 + 0.5792x + 16.691











5 10 15 20 25
y = 0.0019x2 + 0.4518x + 13.477
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Frischbetontemperatur T0 in °C
Abbildung F.2: Quadratische Regression zur Bestimmung der Koeffizienten am,bm, und cm,
sowie ay,by, und cy der Gleichungen 8.2 und 8.3 für die kombinierte vertikale und horizontale
Arbeitsfuge
Tabelle F.3: Mittlere Fehlerabweichung (RMSE) und Regressionsgüte (R2) der quadratischen





[-] [-] [-] [-]
Zentrum 0,01 1,00 0,01 1,00
Blockfugen 0,02 1,00 0,01 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 0,01 1,00 0,01 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 0,01 1,00 0,01 0,99
Vertikale Arbeitsfuge 0,01 1,00 0,00 1,00
Horizontale Arbeitsfuge 0,05 1,00 0,01 0,98
Horizontale Arbeitsfuge 0,02 1,00 0,00 1,00
Horizontale Arbeitsfuge 0,03 1,00 0,01 0,99
Oberfläche 0,04 1,00 0,00 0,99









Tabelle F.4: Koeffizienten (Steigung n und y-Achsenabschnitt p) der linearen Regression zur
Abbildung der Änderung der Nullspannungstemperatur in Abhängigkeit des Zementgehalts mz
aus Abbildung 8.6
n p n p n p n p
Zentrum 0 1 0,0006 0,899
Blockfugen 0 1 0,002 0,8842




Vertikale Arbeitsfuge 0 1 0,0047 0,644
Vertikale Arbeitsfuge 0 1
Horizontale Arbeitsfuge 0 1
0,0053 0,6534 
0,0108  0,6484
Horizontale Arbeitsfuge 0 1 0,006 0,6677



















Zementgehalt mz in kg/m3







Tabelle F.5: Mittlere Fehlerabweichung (RMSE) und Regressionsgüte (R2) der linearen









[-] [-] [-] [-] [-] [-] [-] [-]
Zentrum 0,000 - 0,001 0,97 0,001 0,99 0,001 0,99
Blockfugen 0,000 - 0,006 0,59 0,012 0,86 0,015 0,90
Vertikale Arbeitsfuge 0,000 - 0,001 1,00 0,001 1,00 0,001 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 0,000 - 0,001 1,00 0,001 1,00 0,001 1,00
Vertikale Arbeitsfuge 0,000 - 0,005 0,50 0,011 0,51 0,017 0,49
Horizontale Arbeitsfuge 0,000 - 0,008 0,77 0,009 0,95 0,013 0,96
Horizontale Arbeitsfuge 0,000 - 0,002 1,00 0,004 1,00 0,005 1,00
Horizontale Arbeitsfuge 0,000 - 0,008 0,65 0,014 0,84 0,023 0,81
Oberfläche 0,000 - 0,008 0,58 0,007 0,97 0,009 0,98
Mauerbereiche
300 250 200 150








F Entwicklung des Berechnungsansatzes














150 200 250 300
(A) Zentrum
p = 0.0027x + 0.1972













150 200 250 300
(E) Maueroberfläche
p = 0.0023x + 0.3249













150 200 250 300
p = 0.0023x + 0.2945













150 200 250 300
p = 0.0024x + 0.2871
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p = 0.0022x + 0.336













150 200 250 300
p = 0.0024x + 0.2693































Zementgehalt mz in kg/m3
(C.1) Vertikale Arbeitsfuge (wassserseitiger BA)
CE 6 innerhalb der Mauer
CE 4 und CE 5CE 1
(C.2) Vertikale Arbeitsfuge (luftseitiger BA)
CE 7 innerhalb der Mauer
(D.1) Horizontale Arbeitsfuge (unterer BA) (D.2) Horizontale Arbeitsfuge (oberer BA)
CE 2 CE 3








Abbildung F.3: Lineare Regression zur Bestimmung der Koeffizienten an und bn, sowie ap
und bp aus (8.7) und (8.8) in Abhängigkeit des Zementgehalts mz
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p = 0.0023x + 0.2968
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p = 0.0023x + 0.3136
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Zementgehalt mz in kg/m3
Abbildung F.4: Lineare Regression zur Bestimmung der Koeffizienten an und bn, sowie ap
und bp aus (8.7) und (8.8) für die kombinierte vertikale und horizontale Arbeitsfuge
Tabelle F.6: Mittlere Fehlerabweichung (RMSE) und Regressionsgüte (R2) der linearen





[-] [-] [-] [-]
Zentrum 0,006 1,000 0,001 0,998
Blockfugen 0,010 0,999 0,001 0,990
Vertikale Arbeitsfuge 0,006 1,000 0,000 0,999
Vertikale Arbeitsfuge 0,011 1,000 0,000 1,000
Vertikale Arbeitsfuge 0,010 1,000 0,001 1,000
Horizontale Arbeitsfuge 0,010 1,000 0,001 1,000
Horizontale Arbeitsfuge 0,005 1,000 0,000 0,999
Horizontale Arbeitsfuge 0,003 1,000 0,001 1,000
Oberfläche 0,008 0,998 0,001 0,983
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